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Kurzfassung
Die thermodynamischen Eigenschaften von Flüssighelium erfordern einen hohen technischen
Aufwand zu dessen Lagerung und Transfer. Aufgrund der extrem niedrigen Normalsiedetem-
peratur von 4,2 K ist die Verflüssigung des unter Normbedingungen gasförmigen Heliums
sehr energieintensiv. Darüber hinaus besitzt Helium eine sehr niedrige Verdampfungsenthal-
pie, weshalb bereits geringe Wärmeeinträge signifikante Verdampfungsverluste verursachen.
Infolge der räumlichen Trennung von Heliumverflüssigungsanlagen und Verbrauchern ist ein
Flüssigheliumtransfer in der Regel unvermeidlich. Beim Transfervorgang durch Wärmeein-
trag und Druckverluste generiertes Heliumkaltgas muss erneut dem energieaufwändigen
Verflüssigungsprozess zugeführt werden, bevor es als Kältemittel verwendet werden kann.
Zur Etablierung eines verlustarmen Flüssigheliumtransfers mit einflutigen flexiblen Trans-
ferleitungen sind daher die Verdampfungsverluste im Rahmen der thermohydraulischen Op-
timierung zu reduzieren.
Die Optimierung erfolgt dabei durch die Kopplung von systematischen Messungen mit ther-
mohydraulischen Berechnungen. Untersuchungen mit instrumentierten Versuchstransferlei-
tungen erfolgen an einem an der Heliumverflüssigungsanlage der Technischen Universität
Dresden neu eingerichteten Versuchsstand. Dabei stellt sich heraus, dass der Gesamtdruck-
verlust vorwiegend durch das im flexiblen Abschnitt eingesetzte Wellrohr verursacht wird.
Mittels eines gesonderten Messaufbaus werden verschiedene Wellrohrtypen hinsichtlich der
resultierenden Reibungsdruckverluste untersucht und eine verlustarme Wellrohrgeometrie
identifiziert. Neben den Druckverlusten wird auch der Wärmeeintrag durch Modifikationen
des Isolationsaufbaus reduziert. Im Zuge der thermohydraulischen Optimierung vermindern
sich die Verdampfungsverluste, wodurch die pro Zeiteinheit in der Transportkanne depo-
nierte Flüssigheliummenge zunimmt.
Zusätzliche Messungen während des Stillstands der Transferleitung liefern Rückschlüsse auf
das Verhalten der Transferleitung, wenn kein Flüssighelium transferiert wird. Im Stillstand
neigen die betrachteten Transferleitungsgeometrien zu thermisch angetriebenen Druck-
schwingungen, sogenannten thermoakustischen Oszillationen. Diese beeinflussen die Be-
triebssicherheit und die Lagergüte des stationären Speichers negativ, weshalb geeignete
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ak,g Schallgeschwindigkeit in Heliumkaltgas [m/s]
a1 Faktor in Gleichung (3.1.6) [-]
a2 Faktor in Gleichung (6.7.3) [-]
A Fläche [m2]
bl linearer Verlustkoeffizient [N s/m]
bt turbulenter Verlustkoeffizient [N s/m]
b1 Faktor in Gleichung (3.1.6) [-]
b2 Faktor in Gleichung (6.7.3) [-]
B Berührungsfaktor [-]
c Strömungsgeschwindigkeit [m/s]
cp isobare Wärmekapazität [kJ/(kg K)]




fR Reibungsbeiwert nach Darcy-Weisbach [-]
F thermodynamischer Antrieb [N s/m]
g Gravitationskonstante [m/s2]
G Massenstromdichte [kg/(m2 s)]






ABKÜRZUNGS- UND SYMBOLVERZEICHNIS XI
kF Federkonstante [N/m]
kRohr Rohrrauigkeit [m]




ṁf,Aus Transferrate bzw. Flüssigmassenstrom am Austritt [kg/s]
ṁKG Massenstrom des verdrängten Kaltgases [kg/s]
ṁRG Massenstrom in der Heliumrückleitung [kg/s]
ṁVentil Massenstrom des Ablassventils des Speichers [kg/s]
∆mKanne/∆t zeitliche Änderung des Kannengewichts [kg/s]
n Iterationsschritt [-]
NS absolute Lagenzahl [-]
Nu Nusselt-Zahl [-]







∆pE Druckverlust durch Einzelwiderstand [Pa]
∆pges Gesamtdruckverlust [Pa]
∆pH Druckverlust durch Höhenänderung der Strömung [Pa]
∆pR Reibungsdruckverlust [Pa]
Q̇ Wärmestrom [W]
Q̇konv konvektiver Wärmestrom [W]
Q̇MLI Wärmestrom durch die MLI [W]
Q̇Rohr Wärmestrom durch die Rohrwand [W]
Q̇Spacer Wärmestrom entlang der Teflonspacer [W]




r’ korrigierter Radius [m]
R Wärmewiderstand [K/W]
Re Reynolds-Zahl [-]





u spezifische innere Energie [kJ/kg]
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V Volumen [m3]
V̇f,Aus volumetrische Transferrate [m3/s]
V̇g,Aus generierter Kaltgasvolumenstrom [m3/s]
x Dampfmassengehalt [kgg / kgges]
x̂ Auslenkung [m]
Xtt Lockhart-Martinelli-Parameter [-]
y Faktor zur Berechnung der Einstrahlzahl [-]
Y dimensionsloser Parameter [-]
y Erwartungs- bzw. Mittelwert [-]
z axiale Position [m]
α Wärmeübergangskoeffizient [W/(m2 K)]
α Dampfvolumengehalt [m3g /m3ges]
αT Temperaturverhältnis [-]
β Faktor der logistischen Verteilung [-]
γ Neigung der Rohrachse gegenüber der Horizontalen [°]
δ Wandstärke bzw. Schichtdicke [m]
ε Emissionskoeffizient [-]
εTR Emissionskoeffizient bezogen auf Raumtemperatur [-]
ζ Faktor zur Berechnung der Einstrahlzahl [-]
η Viskosität [Pa s]
θ dimensionslose Temperatur [-]
κ Isentropenexponent [-]
λ Wärmeleitfähigkeit [W/(m K)]
λk dimensionslose Frequenz bezogen auf das kalte Ende [-]
ξ Verhältnis der warmen zur kalten Länge [-]
ρ Dichte [kg/m3]
ρI Impulsdichte [kg/m3]
σ Standardabweichung oder dimensionslose Position [-]
σf Oberflächenspannung [N/m]
φ2f 0 Zweiphasenmultiplikator [-]
ϕ1,2 Einstrahlzahl [-]




a,a äußerer Wert des Außenrohrs
a,i äußerer Wert des Innenrohrs
Alu Aluminium
Aus Austrittszustand
D; Dewar stationärer Flüssigheliumspeicher
el elektrisch
ABKÜRZUNGS- UND SYMBOLVERZEICHNIS XIII
Ein Eintrittszustand oder Messstelle am Eintritt
EP einphasig
Exp Experiment bzw. Messung
f flüssig
f0 gesamter Massenstrom ist flüssig





i,i innerer Wert des Innenrohrs













Norm auf Normbedingungen (273,15 K, 101,325 kPa) bezogen













z in axialer Richtung
ZP zweiphasige Strömung
0 Eingangswert





Helium-4 besitzt mit 4,2 K (-268,94 °C) die zweitniedrigste Normalsiedetemperatur aller
Fluide, weshalb fast alle Kühlsysteme und Anwendungen nahe dem absoluten Nullpunkt auf
der Verwendung von Flüssighelium als Kältemittel basieren. Derart niedrige Temperaturen
sind u. a. auf dem Gebiet der Supraleitung sowie in der Tieftemperaturforschung unver-
zichtbar. Aufgrund des sehr niedrigen Temperaturniveaus ist die Verflüssigung von Helium
ein energieintensiver Prozess. So nimmt der Carnot-Wirkungsgrad der Verflüssigung einen
Wert von ηCarnot ≈ 0,014 ein. Entsprechend weisen die an Universitäten und Forschungs-
einrichtungen installierten Laborverflüssiger (Verflüssigungskapazität zwischen 20.000 und
120.000 lLHe/Jahr) einen hohen spezifischen Energiebedarf zwischen 2,0 und 4,5 kWhel/lLHe
auf.
Helium ist außerdem durch eine extrem niedrige Verdampfungsenthalpie charakterisiert,
weshalb bereits sonst in der Technik vernachlässigbare Wärmeeinträge hohe Verdampfungs-
verluste generieren. Aus den thermodynamischen Eigenschaften leiten sich sehr hohe An-
forderungen an die thermische Isolation von Systemen für die Lagerung und den Transfer
von Flüssighelium ab.
In der Regel sind der Verflüssigungs- und Verwendungsort räumlich voneinander getrennt,
weshalb Flüssighelium dem Verbraucher in Transportkannen zur Verfügung gestellt werden
muss. Flüssighelium wird dazu vom stationären Flüssigheliumspeicher des Verflüssigers in
Transportkannen gefüllt. Die hierfür verwendeten Transferleitungen sind dabei häufig einflu-
tig, d. h. ohne aktive Kühlung, und flexibel ausgeführt. Auch wenn kryogene Transferleitun-
gen generell eine hohe Isolationsgüte aufweisen, verdampft das unter hohem Energieaufwand
verflüssigte Helium teilweise während des Transfers. Ursache hierfür sind der verbleibende
Wärmeeintrag der Transferleitung sowie die durch Reibung und Einzelwiderstände hervor-
gerufenen Druckverluste. Das beim Transfervorgang generierte Heliumkaltgas steht für die
unmittelbare Verwendung als Kältemittel nicht mehr zur Verfügung. Es wird im Idealfall
unmittelbar in den Verflüssigungskreislauf zurückgeführt oder aber in einer Rückgewinnung
gesammelt, um zeitversetzt dem Verflüssigungskreislauf erneut zugeführt zu werden. Ist kein
Rückgewinnungssystem vorhanden, gelangt das Heliumgas an die Atmosphäre, wodurch es
unwiederbringlich verloren geht.
Auf der Grundlage umfangreicher Messungen mit einflutigen flexiblen Transferleitungen
für Flüssighelium sind die relevanten Verlustfaktoren zu identifizieren. Die anschließende
thermohydraulische Optimierung strebt die systematische Verminderung der auftretenden
Verdampfungsverluste beim Flüssigheliumtransfer an. Sie besitzt demzufolge das Potenti-
al, einen verlustarmen Flüssigheliumtransfer und damit einen effizienten Umgang des unter
hohem Energieaufwand verflüssigten Heliums zu etablieren.
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1.2 Stand der Wissenschaft
Die Leistungsfähigkeit eines kryogenen Transfersystems wird in der Literatur ausschließ-
lich durch dessen Wärmeeintrag charakterisiert. Veröffentlichte Ansätze zur Ermittlung des
Wärmeeintrags in Flüssigheliumtransfersysteme beruhen auf der Messung der Tempera-
turänderung eines Gasstroms, meist Stickstoff, innerhalb [Fradkov und Ginodman, 1970,
Hosoyama et al., 2000] oder außerhalb der Transferleitung [Vishnev et al., 1976, Kawano
et al., 1997]. Bei der ersten Methode strömt Stickstoff mit einer Temperatur oberhalb der
Normalsiedetemperatur durch die Transferleitung. Der resultierende Temperaturanstieg zwi-
schen Ein- und Austritt der Leitung ist ein Maß für den Wärmeeintrag von der Umgebung
in den Stickstoffstrom. Bei der zweiten Methode strömt Flüssighelium in der Transferlei-
tung. Gleichzeitig wird eine sehr gut gegen die Umgebung isolierte Kalorimeteranordnung
auf der Außenhülle der Transferleitung angebracht. Die Wärmeübertragung in Richtung
des Flüssigheliumstroms verursacht einen Temperaturabfall im Stickstoffstrom über der
Länge des Kalorimeters. Blessing et al. [1989] messen den Wärmeeintrag mit einer speziel-
len Transportkannenkonfiguration. Dabei wird sämtliches transferiertes Flüssighelium durch
eine elektrische Heizung in der Transportkanne verdampft. Die notwendige elektrische Leis-
tung ist dabei das Maß für den Wärmeeintrag der Transferleitung. Allen Methoden gemein
ist, dass sie speziell angefertigte Messaufbauten benötigen und nicht oder nur eingeschränkt
im alltäglichen Betrieb an einer Flüssigheliumabfüllanlage einsetzbar sind.
Kryogene Transferleitungen werden nach ihrer Bauart in starre und flexible Transferleitungen
eingeteilt, wobei das in dieser Arbeit betrachtete System der zweiten Kategorie zuzuordnen
ist. Allgemein weisen starre Transferleitungen einen niedrigeren statischen Wärmeeintrag
sowie geringere Reibungsdruckverluste als flexible Anordnungen auf. Eine starre Transferlei-
tung ohne aktive Schildkühlung besitzt einen typischen Wärmeeintrag von 1 W/m [Kawano
et al., 1997, S. 496]. Der typische Wärmeeintrag einer flexiblen Leitung beträgt hinge-
gen 2 W/m [Fradkov und Ginodman, 1970, S. 508]. Unter erhöhtem Aufwand kann der
Wärmeeintrag einer starren Transferleitung durch eine aktive Schildkühlung auf 0,05 W/m
reduziert werden [Hosoyama et al., 2000, S. 1402]. Die aktive Schildkühlung wird dabei
durch Rückleitung des Heliumkaltgases durch die Transferleitung oder eine separate Flüs-
sigstickstoffleitung realisiert. Aktiv gekühlte, flexible Transferleitungen bestehen meist aus
vier konzentrischen Rohren, wobei die innere Leitung das flüssige Helium aufnimmt und
ein Ringkanal das anfallende Heliumkaltgas zur thermischen Abschirmung zurückleitet. Die
übrigen Ringkanäle sind mit einer Vakuumisolation bzw. zusätzlich mit Mehrlagenisolation
(MLI) ausgestattet. Der resultierende Wärmeeintrag beträgt 0,03 W/m [Blessing et al.,
1989, S. 8]. Nach diesem Konstruktionsprinzip ausgeführte flexible Transferleitungen besit-
zen jedoch einen vergleichsweise großen Biegeradius und ein hohes Längengewicht. Mehr-
flutige Leitungen werden daher nur vereinzelt an Abfüllanlagen eingesetzt, da bei ihnen
der Vorteil der besseren Handhabbarkeit einer flexiblen gegenüber einer starren Anordnung
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vollständig aufgehoben ist. Des Weiteren steigt der prozesstechnische Aufwand aufgrund
der Rückführung des Heliumkaltgases durch die mehrflutige Transferleitung.
Im Zuge der Optimierung des bestehenden Transferleitungsdesigns ist es erforderlich, die
Verluste mit Hilfe eines thermohydraulischen Modells, in Ergänzung zu den durchzufüh-
renden Messreihen, abzubilden. Zur Entwicklung eines solchen Modells sind neben den
Geometriedaten der Transferleitung auch Berechnungsgleichungen für Wärmetransport und
Druckverlust notwendig. Berechnungsgleichungen für den Wärmetransport durch Wärme-
leitung, Wärmestrahlung sowie durch erzwungene Konvektion sind in Standardwerken zur
thermodynamischen Berechnung kryogener Systeme, z. B. von Barron [1999], aufgeführt.
Für die Berechnung des Wärmetransports durch die MLI geben Cunnington et al. [1971]
einen für das betrachtete Isolationssystem gültigen Ansatz an. Die Strömungsformkarte
von Filippov [1999] gibt Aufschluss über die beim Flüssigheliumtransfer auftretenden Strö-
mungsformen. Die benötigten Grundlagen zur Berechnung des Reibungsdruckverlusts einer
Zweiphasenströmung sind von Ghiaasiaan [2008] zusammenfassend dargestellt. Ergebnisse
experimenteller Untersuchungen zum Druckverlust einer Helium-Zweiphasenströmung sind
von Huang und Van Sciver [1995] und Nakagawa et al. [1984] veröffentlicht. Voraussetzung
für die Berechnung des Reibungsdruckverlusts ist die Kenntnis des Reibungsbeiwerts. Für
den Reibungsbeiwert eines Glattrohrs wird die Gleichung nach Colebrook [1939] verwendet.
Eine Berechnungsgleichung für den Reibungsbeiwert eines parallel gewellten Rohrs mit den
gegebenen geometrischen Parametern ist in der Literatur bisher nicht veröffentlicht. Veröf-
fentlichungen von Whitehurst et al. [1966] sowie Hawthorne und von Helms [1963] gehen
auf Experimente mit Luft und Wasser bei größeren hydraulischen Durchmessern zurück.
Dies gilt auch für die Gleichung nach Kauder [1974], die zudem auf spiralförmige Wellrohre
zugeschnitten ist.
Die thermohydraulische Modellierung einer flexiblen Flüssigheliumtransferleitung ist bisher
nicht Gegenstand wissenschaftlicher Veröffentlichungen. Von Regier et al. [2011] sowie
Veeramani und Spiteri [2013] entwickelte Modelle umfassen ausschließlich die Berechnung
starrer Anordnungen.
Neben dem eigentlichen Transfervorgang wird in dieser Arbeit auch das Stillstandsverhalten
der Transferleitung, d. h. deren Neigung zu thermoakustischen Oszillationen, untersucht.
Die Grundlagen thermoakustischer Oszillationen in geraden Rohren sind von Rott [1973]
sowie von Luck und Trepp [1992a] veröffentlicht. Luck und Trepp [1992b] sowie Tward und
Mason [1981] geben zudem Hinweise zur Dämpfung thermoakustischer Oszillationen.
1.3 Gegenstand und Aufbau der Arbeit
Die umfassende Literaturrecherche belegt, dass die thematischen Schwerpunkte der vorlie-
genden Dissertationsschrift bisher kaum Inhalt wissenschaftlicher Veröffentlichungen sind.
Alle ermittelten Literaturdaten bezüglich des Wärmeeintrags sowie die vorgeschlagenen
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Messaufbauten sind nicht direkt auf eine einflutige flexible Transferleitung für Abfüllanlagen
übertragbar. Daher bedarf es entsprechender Untersuchungen zur Ermittlung des Wärme-
eintrags an einem neu eingerichteten Versuchsstand. Die für den Betrieb der Transferleitung
relevante Kenngröße der Transferrate, die pro Zeiteinheit in der Transportkanne deponierte
Flüssigheliummenge, wird neben dem Wärmeeintrag auch durch den Druckverlust beein-
flusst. Der resultierende Druckverlust einer zweiphasigen Heliumströmung in einer flexiblen
Transferleitung wird jedoch bisher in der Literatur nicht betrachtet. Durchgeführte Messun-
gen mit speziell angefertigten Versuchstransferleitungen verbessern daher das Verständnis
der Strömungsvorgänge in einer solchen Anordnung.
Der resultierende Reibungsdruckverlust im flexiblen Abschnitt der Transferleitung bedarf
dabei einer gesonderten Betrachtung, da für die gegebenen Bedingungen bisher kein ex-
plizit gültiger Berechnungsansatz existiert. Untersuchungen zum Reibungsdruckverlust in
Wellrohren mit einem Kryostaten dienen der Identifikation geeigneter Wellrohrgeometrien
sowie der Überprüfung der Anwendbarkeit veröffentlichter Berechnungsgleichungen.
Das thermohydraulische Berechnungsmodell ermöglicht es, die Transferrate im Rahmen ei-
ner Auslegungsrechnung bereits im Entwicklungsstadium der Transferleitung abzuschätzen.
Dadurch reduziert sich die Anzahl anzufertigender Versuchstransferleitungen, da u. a. Mo-
difikationen des Isolationsaufbaus quantitativ bewertet werden können.
Neben dem eigentlichen Transfervorgang ist auch das Verhalten der Transferleitung im Still-
stand ein zentraler Untersuchungspunkt. Die Dissertationsschrift betrachtet den Flüssighe-
liumtransfer mit flexiblen Transferleitungen hinsichtlich auftretender Verdampfungsverluste,
realisierbarer Transferraten, zentraler Optimierungsansätze sowie des Stillstandsverhaltens.
Zu Beginn der schriftlichen Abhandlung wird auf die grundlegenden Eigenschaften von
Helium mit besonderem Augenmerk auf dessen Eignung als Kälteträger eingegangen. Dazu
zählen die Stoffwerte von Helium, dessen Vorkommen und Verflüssigung sowie Beispielan-
wendungen. Anschließend wird der allgemeine Aufbau einer einflutigen flexiblen Transferlei-
tung als zentraler Gegenstand der durchgeführten Untersuchungen erläutert.
Die thermohydraulische Modellierung der Transferleitung erfolgt mit den in Kapitel 3 ent-
haltenen Berechnungsgleichungen für den Wärmetransport an das strömende Medium sowie
für den Druckverlust der Zweiphasenströmung. Neben den allgemeinen Gleichungen wird
in Kapitel 3.2 auch der Ansatz zur Berechnung des Wärmeeintrags der Transferleitung
erläutert. Im Rahmen der ganzheitlichen Betrachtung von Flüssigheliumtransferleitungen
muss neben den Abfüllparametern auch das Auftreten thermoakustischer Oszillationen bei
Stillstand der Leitung berücksichtigt werden. Thermoakustische Oszillationen erhöhen den
Wärmeeintrag in das tiefkalte Reservoir, infolgedessen erhöhte Verdampfungsraten und kri-
tische Drucklagen im Speicherdewar auftreten können (vgl. Kapitel 3.4).
Kapitel 4 behandelt den Messaufbau zur Untersuchung der Transferleitungen sowie den
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Aufbau des entwickelten Kryostaten zur Druckverlustmessung in parallel gewellten Rohren.
Ebenfalls dargestellt werden die einzelnen Entwicklungsstufen der Versuchstransferleitungen
sowie die geometrischen Parameter der untersuchten Wellrohre. Eine Übersicht der verwen-
deten Messmittel beschließt das Kapitel zum Messaufbau.
Der Aufbau des thermohydraulischen Berechnungsmodells wird zu Beginn von Kapitel 5 er-
läutert. Neben der Validierung wird dabei auch auf die Modellierungsergebnisse des lokalen
Wärmeeintrags, des Druckverlusts sowie der Transferrate eingegangen.
Den Erläuterungen der Berechnungsergebnisse schließen sich die Messergebnisse von Wär-
meeintrag (Kapitel 6.1), Druckverlust (Kapitel 6.2), Dampfgehalt (Kapitel 6.3) sowie Trans-
ferrate (Kapitel 6.4) an. Darüber hinaus behandelt Kapitel 6.6 die erzielten Erkenntnisse
zur Schwingungsneigung der untersuchten Transferleitungen. Die mit einem speziellen Kryo-
staten ermittelten Druckverlust- und Reibungsbeiwerte von drei unterschiedlichen Wellrohr-
konfigurationen sind in Kapitel 6.7 aufgeführt. Kapitel 7 gibt praktische Hinweise zur Umset-
zung der gewonnenen Erkenntnisse bezüglich des optimierten Designs und der Handhabung
einer flexiblen Flüssigheliumtransferleitung.
6
2 Helium als Kälteträger
2.1 Grundlegende Stoffeigenschaften von Helium
Helium tritt in der Natur in Form zweier Isotope, Helium-4 und Helium-3, auf. Letzteres
besitzt ein Neutron weniger und ist mit einem Anteil von 0,00013 % am gesamten Heli-
umvorkommen extrem selten [Flynn, 2005, S. 219-220]. Daher ist nachfolgend mit Helium
stets Helium-4 gemeint. Helium zeichnet sich durch einige sehr spezifische Stoffeigenschaf-
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Abbildung 2.1: Phasendiagramm für Helium-4 [In Anlehnung an: Van Sciver, 2012, S. 60].
Helium-4 besitzt mit 4,2 K die zweitniedrigste Normalsiedetemperatur aller bekannten Stof-
fe, wobei Flüssighelium in zwei unterschiedlichen Phasen vorliegt. Wird Helium verflüssigt
und anschließend weiter abgekühlt, findet der Übergang von Helium-I zu Helium-II an der
sogenannten λ-Linie statt. Die λ-Linie verläuft zwischen den Schnittpunkten mit der Dampf-
druckkurve bei 0,005036 MPa und 2,178 K sowie der Schmelzdruckkurve bei 3,013 MPa
und 1,763 K. Die Schnittpunkte werden auch als unterer bzw. oberer λ-Punkt bezeichnet.
Helium-II ist durch einen suprafluiden Zustand gekennzeichnet, in dem die Viskosität von
Helium-II praktisch Null ist und die Wärmeleitfähigkeit einige Größenordnungen über jener
von anderen Flüssigkeiten oder Festkörpern liegt [Van Sciver, 2012, S. 60]. Der kritische
Punkt von Helium liegt bei 0,2275 MPa und 5,195 K. Da kein Schnittpunkt zwischen der
Schmelz- und der Dampfdruckkurve existiert, besitzt Helium keinen Tripelpunkt. Auch ist
es nicht möglich, Helium bei Umgebungsdruck allein durch Temperaturabsenkung in die
feste Phase zu überführen. Die feste Phase wird erst ab Drücken oberhalb von 2,5 MPa
beobachtet.
2 HELIUM ALS KÄLTETRÄGER 7
Aus thermodynamischer Sicht ist neben der Normalsiedetemperatur vor allem die zuge-
hörige Verdampfungsenthalpie von Bedeutung. Diese beträgt bei 0,1013 MPa lediglich
20,64 kJ/kg. Sie liegt somit gegenüber Wasserstoff um das 22-fache, gegenüber Stickstoff
um das 10-fache sowie gegenüber Wasser um das 110-fache niedriger. Aus den thermody-
namischen Eigenschaften leitet sich ein hoher technischer Aufwand für die Lagerung und
den Transport von Flüssighelium ab. Das Verhältnis zwischen der Flüssigkeits- und der Gas-
dichte im Sättigungszustand ist mit 7,4 bei 0,1013 MPa ebenfalls vergleichsweise niedrig.
Für Wasserstoff, Stickstoff und Wasser beträgt dieses Verhältnis 53, 175 bzw. 1604. Daraus
ergeben sich u. a. Besonderheiten für die thermohydraulische Modellierung einer Helium-
zweiphasenströmung. Weitere Stoffwerte sind in Tabelle 2.1 enthalten. Alle verwendeten
Stoffwerte entstammen der Stoffwertdatenbank NIST Reference Fluid Thermodynamic and
Transport Properties Database 9.1 (Refprop 9.1) [Lemmon et al., 2013]. Darüber hinaus
ist Helium ein farb-, geruch- und geschmackloses, nicht brennbares Edelgas.
Tabelle 2.1: Ausgewählte Stoffwerte von Helium bei Umgebungsdruck (0,1013 MPa).
Stoffwert Flüssighelium1 Heliumkaltgas1 Heliumgas
Temperatur [K] 4,22 4,22 273,15
Dichte [kg/m3] 124,98 16,87 0,1785
Enthalpie [kJ/kg] 0 20,64 1423,99
Wärmekapazität cp [kJ/(kg K)] 5,14 10,03 5,19
dynamische Viskosität [Pa s] 3,17 · 10−6 1,25 · 10−6 18,69 · 10−6
Wärmeleitfähigkeit [W/(m K)] 18,66 · 10−3 9,05 · 10−3 146,2 · 10−3
1 Stoffwerte gelten jeweils für den Sättigungszustand.
2.2 Vorkommen, Gewinnung und Verwendung von Helium
Die Konzentration von Helium in der Erdkruste ist sehr gering. Aufgrund der niedrigen
Atommasse entweicht Helium beim Freisetzen an die Umgebung unmittelbar in höhere At-
mosphärenschichten, wo es für eine weitere technische Nutzung unwiederbringlich verloren
geht. Die einzig wirtschaftliche Fördermöglichkeit ist das Abscheiden von Helium aus Erd-
gasquellen mit einer Heliumkonzentration größer 0,3 Vol.-% [Haberstroh, 2010, S. 7-9].
Von der weltweiten Heliumförderung von 162 · 106 m3Norm (2013) entfallen 73% auf die För-
derung in den USA. Die Gesamtförderquote der USA setzt sich aus der Abscheidung von
Helium bei der Erdgasförderung und aus entnommenem Helium aus einem System unter-
irdischer Speicher (Cliffside-Speicherfeld) zusammen. Gemäß Abbildung 2.2 liegen weitere
geförderte Heliumvorkommen in Nordafrika, auf der Arabischen Halbinsel, in Osteuropa
sowie in Australien.
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Abbildung 2.2: Übersicht der weltweit geförderten Heliumvorkommen im Jahr 2013 [U.S.
Departement of the Interior, 2014, S. 73].
Die nachgewiesenen Reserven der USA belaufen sich auf insgesamt 4,03 · 109 m3Norm, wobei
davon 0,64 · 109 m3Norm auf das Cliffside-Speicherfeld entfallen. Insgesamt werden die welt-
weiten Heliumressourcen auf 33,7 · 109 m3Norm geschätzt. Die größten Vorkommen außerhalb
der USA liegen in Katar, Algerien und Russland [U.S. Departement of the Interior, 2014,
S. 73]. Als Konsequenz der begrenzten Anzahl an Förderstätten und der stetig steigenden
Nachfrage verteuert sich Heliumrohgas zusehends und nachhaltig. Aktuell beträgt der Preis
für Heliumrohgas aus dem Cliffside-Speicher für kommerzielle Anwender 4,04 USD/m3Norm
gegenüber 2,42 USD/m3Norm im Jahr 2010 [BLM, 2014]. Der durchschnittliche Endabneh-
merpreis für Heliumgas mit einer Reinheit größer 99,997 mol-% liegt mit 7,61 USD/m3Norm
(2013) deutlich darüber [U.S. Departement of the Interior, 2014, S. 72]. Ursache hierfür sind
vor allem die aufwändige Reinigung des Heliumrohgases sowie die langen Transportwege.
Da die gesamte geförderte Heliummenge vollständig nachgefragt wird, führen ungeplante
Förderausfälle regelmäßig zu Versorgungsengpässen.
Abbildung 2.3 zeigt beispielhaft das Fließbild der Helium-Großverflüssigungsanlage im alge-
rischen Skikda mit einer Verflüssigungsrate von 3400 lLHe/h. Heliumrohgas wird bei dieser
Anlage durch fraktionierte Destillation aus dem Erdgas abgeschieden. Als Nebenprodukt
wird zusätzlich Stickstoff aus dem Förderstrom gewonnen und verflüssigt. Bevor das Heli-
umrohgas der Verflüssigung zugeführt wird, wird es mittels Druckwechsel-Adsorption vor-
gereinigt. Verbliebene Restverunreinigungen, vor allem Wasserstoff, werden anschließend in
zwei Adsorptionsstufen in der Coldbox abgeschieden. In der Coldbox erfolgt die Verflüssigung
des Heliums analog dem Claude-Prozess in Abbildung 2.4. Die Reinheit des Endprodukts
ist größer 99,999 mol-% [Froehlich und Clausen, 2008, S. 551-555].
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Abbildung 2.3: Fließbild einer Anlage zur Abscheidung von Helium aus einem Erdgasstrom
[In Anlehnung an: Froehlich und Clausen, 2008, S. 551].
Etwa 70 % der Anwender verbrauchen Helium in gasförmiger Form, welches in Druckgasfla-
schen oder per Trailerlieferung von Industriegasefirmen bereitgestellt wird. Verbrauchsstellen
für gasförmiges Helium verfügen selten über eine Heliumrückgewinnung, weshalb das He-
lium nach der Nutzung unwiederbringlich verloren geht. Typische Anwendungsgebiete für
gasförmiges Helium sind die Verwendung als Schweiß- und Traggas sowie die Durchführung
von Druck- und Lecktests. Darüber hinaus ist Helium in der Halbleitertechnik zur Herstel-
lung kontrollierter Atmosphären unverzichtbar.
Flüssighelium wird hingegen in kryogenen Systemen als Kältemittel benötigt. Das bedeu-
tendste kryogene Anwendungsgebiet, mit einem Anteil von 20 % am gesamten Heliumum-
satz, stellt die Kühlung supraleitender Magnete von Kernspinresonanzspektroskopen (NMR)
zur Materialuntersuchung und von Magnetresonanztomographen (MRT) für medizinische
Untersuchungen dar. Weitere Tieftemperaturanwendungen sind die Fusions- und Teilchen-
physik, die Tieftemperaturphysik, die Materialforschung sowie die Supraleitertechnik [U.S.
Departement of the Interior, 2014, S. 72] 1.
1Alle Aussagen zum jährlichen Heliumumsatz basieren auf Angaben des U.S. Departement of the In-
terior und gelten daher explizit nur für die USA. Der Heliumumsatz umfasst die im Bilanzjahr geförderte
und verkaufte Heliummenge. Die tatsächlichen Heliumverbräuche, insbesondere in geschlossenen Helium-
kreisläufen bei kryogenen Anwendungen, sind nicht veröffentlicht. Vergleichbare Daten für andere Länder
liegen nicht vor.
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2.3 Bereitstellung von Flüssighelium
Die Verflüssigung von Helium gelang erstmals im Jahr 1908 durch Kammerling Onnes.
Der Verflüssigungsprozess beruhte dabei auf der Vorkühlung des Heliumstroms mit Flüssig-
wasserstoff und einer anschließenden Joule-Thomson-Entspannung [Flynn, 2005, S. 219].
Moderne Anlagen zur Verflüssigung von Helium arbeiten in der Regel nach dem Claude-
Prozess. Hauptmerkmal dieses thermodynamischen Kreisprozesses ist die Kombination von
isentroper Entspannung in einer Turbine und isenthalper Entspannung in einem Joule-
Thomson-Ventil. Ein vereinfachtes Fließschema einer Heliumverflüssigungsanlage für den

































Abbildung 2.4: Vereinfachtes Fließbild und T-s-Diagramm einer Heliumverflüssigungsanlage
[Fließschema in Anlehnung an: Haberstroh, 2010, S. 72].
Helium wird zunächst im Kreislaufkompressor bei Raumtemperatur auf das Hochdruckni-
veau von typischerweise 1,3 MPa verdichtet. Der dazu notwendige elektrische Leistungsbe-
darf bestimmt wesentlich den Gesamtenergiebedarf der Heliumverflüssigung, der anlagen-
spezifisch 2,0 bis 4,5 kWhel/lLHe beträgt. Nach der Kompression erfolgt die Abkühlung des
Heliumstroms im Gegenstromprinzip durch Heliumkaltgas sowie durch eine eventuell vor-
handene Vorkühlung mit Flüssigstickstoff (Siedetemperatur etwa 77 K). Ein Teilstrom von
ca. 80 % wird anschließend abgezweigt und über zwei in Serie geschaltete Turbinen isen-
trop auf das Niederdruckniveau entspannt. Der entspannte Teilstrom kühlt sich dabei stark
ab. Anschließend wird der entspannte Teilstrom mit dem Rückstrom aus dem Speicherde-
war zusammengeführt und durch Wärmeübertrager zur Abkühlung des zu verflüssigenden
Teilstroms geleitet. In der Joule-Thomson-Expansionsstufe entsteht durch isenthalpe Ent-
spannung ein Zweiphasengemisch aus flüssigem und gasförmigem Helium. Im stationären
2 HELIUM ALS KÄLTETRÄGER 11
Speicher werden die beiden Phasen getrennt, wobei die gasförmige Phase wieder zurück
in den Verflüssigungskreislauf geleitet wird, um die Kaltgasenthalpie zur Abkühlung des
Hochdruck-Heliumstroms zu nutzen. Damit eine konstante Heliummenge im Kreislauf zir-
kuliert, wird kontinuierlich Heliumgas aus einem Hochdruckspeicher eingeleitet. Idealerweise
wird Flüssighelium in einem geschlossenen Kreislauf verwendet. Dabei wird verdampfendes
Flüssighelium in einer Heliumrückgewinnung aufgefangen und vor der erneuten Verflüssi-
gung in Hochdruckspeichern zwischengelagert. Aufgrund von Leckagen und anderen Unzu-
länglichkeiten bei der Anwendung kann dieses Helium mit Feuchtigkeit oder Fremdgasen
verunreinigt sein. Zwar enthält der Verflüssigungskreislauf zum Teil Adsorber zur Abschei-
dung bei 80 K (Abscheidung von Sauerstoff, Stickstoff und Argon) und 20 K (Abscheidung
von Neon und Wasserstoff), jedoch ist deren Kapazität aufgrund des Abscheideprinzips
begrenzt. Daher ist eine vorgeschaltete Reinigung des rückgeführten Heliumstroms erfor-
derlich. Die Kälte zum Ausfrieren der Verunreinigungen wird durch Heliumkaltgas bereit-
gestellt, welches aus dem zu verflüssigenden Teilstrom abgezweigt wird. Ein Pufferspeicher
gleicht Schwankungen von Nieder- bzw. Hochdruck aus [Haberstroh, 2010, S. 72].
Im Allgemeinen sind Heliumverflüssigungsanlagen und Verbraucher voneinander räumlich
getrennt, weshalb ein Flüssigheliumtransfer in Transportkannen (mobiles Dewargefäß) un-
vermeidlich ist. Triebkraft für den Flüssigheliumtransfer ist bei der Mehrzahl der Labor-
verflüssiger die Differenz zwischen dem Speicherdruck und dem Gegendruck der Helium-
rückgewinnung. Abhängig vom Austrittsdruck des Verflüssigers und dessen Betriebszustand
beträgt der Überdruck im stationären Speicher zwischen 20 und 50 kPa. Zur Befüllung
wird die Transportkanne an die Heliumrückführung angeschlossen, das senkrechte Füllrohr
der Transferleitung in die Transportkanne eingeführt und das Absperrventil geöffnet. Nach
Erreichen der Betriebstemperatur wird Flüssighelium kontinuierlich transferiert. Ist die an-
geschlossene Transportkanne vollständig gefüllt, verdampft das weiterhin transferierte Flüs-
sighelium im Halsbereich der Transportkanne und in der Rückführleitung. Der ansteigende
Kaltgasvolumenstrom führt aufgrund des spezifischen Leitungsdruckverlusts der Rückführ-
leitung zu einem ansteigenden Staudruck am Kannenausgang. An der betrachteten Anlage
dient der Druckanstieg in der Rückführleitung als Abschaltkriterium, da er ein zuverlässiges
Indiz für eine vollständig gefüllte Transportkanne ist. Daneben bieten sich auch die kontinu-
ierliche Wägung der Transportkanne oder eine Temperaturmessung am Kannenausgang zur
Prozessüberwachung an. Nach Ende des Transfervorgangs muss der Kannendruck noch auf
den Gegendruck der Heliumrückgewinnung entspannt werden, bevor die Kanne von der Ab-
füllstation entfernt werden kann. Das Schema der betrachteten Flüssigheliumabfüllanlage
der Technischen Universität Dresden ist in Abbildung 4.1 auf S. 34 dargestellt.
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2.4 Aufbau einer flexiblen Transferleitung für Flüssighelium
An Laborverflüssigungsanlagen werden meist einflutige Transferleitungen in u-förmiger Bau-
weise analog Abbildung 2.5 eingesetzt. Eine einflutige Flüssigheliumtransferleitung besteht
aus zwei konzentrischen Rohren, wobei das Flüssighelium im inneren Rohr, der Prozess-
leitung, strömt. Das äußere Rohr, das Hüllrohr, grenzt die Transferleitung zur Umgebung
ab. Der resultierende ringförmige Spalt zwischen den beiden Rohren wird evakuiert, um
die Wärmetransportmechanismen der Konvektion und Restgaswärmeleitung zu unterbin-
den. Des Weiteren muss die Festkörperwärmeleitung durch den Einsatz von Materialien mit
niedriger Wärmeleitfähigkeit minimiert werden. Häufig werden Edelstahl als Strukturwerk-
stoff und Teflon als Material für Dichtelemente und Abstandshalter bzw. Spacer verwendet.
Spacer gewährleisten, dass die beiden konzentrischen Rohre in einem definierten Abstand
zueinander liegen. Zur Minimierung der Wärmestrahlung wird das innere Rohr mit einer de-
finierten Lagenzahl einer Mehrlagenisolation (MLI) bewickelt. Im vorliegenden Fall besteht
die MLI aus einer einseitig aluminiumbedampften Kunstofffolie (Mylar). Die verwendete
MLI besitzt eine Dicke von 12 µm, wobei die Aluminiumschicht zwischen 20 und 40 nm
dünn ist. Durch die Bedampfung mit Aluminium wird der Emissionskoeffizient der Folie
reduziert. Aufgrund des Isolationsaufbaus in mehreren Lagen vermindert sich das Tempe-
raturniveau jeder einzelnen Lage in Richtung des inneren Rohrs, wodurch die Wärmelast













Abbildung 2.5: Reduzierte Konstruktionszeichnung einer flexiblen Transferleitung für Flüs-
sighelium [Quelle: CryoVac, 2014].
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Der horizontale Abschnitt der Transferleitung wird durch Verwendung zweier konzentrischer
Wellrohre flexibel ausgeführt. Dies verbessert neben der Handhabbarkeit der Leitung auch
deren Widerstandsfähigkeit gegenüber mechanischen Einflüssen durch unsachgemäße Hand-
habung. Die beiden vertikalen Abschnitte einer Flüssigheliumtransferleitung sind stets starr
ausgeführt. Sie werden in den stationären Heliumspeicher (meist die längere Schenkellänge)
und in die Transportkanne beim Abfüllvorgang eingeführt und durch eine Quetschverschrau-
bung gegenüber der Umgebung abgedichtet. Die hier verwendete Quetschverschraubung auf
Seiten der stationären und mobilen Speicher besitzt einen freien Durchmesser von 12 mm,
wodurch der Außendurchmesser der Transferleitung im Bereich der vertikalen Abschnitte
limitiert ist. Außerhalb der Behälter ist der Außendurchmesser des Hüllrohrs vergrößert, wes-
halb mehr MLI-Lagen auf der Prozessleitung appliziert werden können. Im Übergang vom
horizontalen Abschnitt zum Füllrohr wird ein Absperrventil in die Transferleitung integriert.





Der Gesamtdruckverlust zwischen den einzelnen Messpunkten bzw. über der gesamten
Transferleitung setzt sich aus den folgenden Einzeltermen zusammen:
∆pges = pEin − pAus = ∆pR + ∆pH + ∆pB +
∑
∆pE. (3.1.1)
Der Druckunterschied zwischen dem Eintritts- und Austrittsdruck der Messstrecke wird
demnach durch den Reibungsdruckverlust ∆pR, durch Änderung der Höhenlage des strö-
menden Fluidteilchens ∆pH sowie durch die Beschleunigung der Strömung infolge der Dich-
teänderung ∆pB verursacht. Muss die Strömung Einzelwiderstände, wie 90°-Umlenkungen,
Querschnittsänderungen oder Ventile passieren, so liegt ein zusätzlicher Druckverlust durch
den Einzelwiderstand ∆pE vor.
3.1.2 Reibungsdruckverlust im Glattrohr
Bei der betrachteten stationären Strömung durch eine Flüssigheliumtransferleitung liegt,
abgesehen vom Eintrittsbereich, stets eine zweiphasige Strömung vor. Bei einer zweiphasi-
gen Strömung muss nicht nur die Reibung zwischen Fluid und Wand betrachtet werden,
sondern zusätzlich auch jene zwischen der gasförmigen und flüssigen Phase. Zur Berechnung
des erhöhten Reibungsdruckverlusts einer Zweiphasenströmung wird ein empirischer Ansatz
nach Lockhart und Martinelli [1949] verwendet. Dabei wird der Reibungsdruckverlust einer
angenommenen, einphasigen Strömung mit dem Zweiphasenmultiplikator φ2f 0 multipliziert:
∆pR,ZP = φ
2
f 0 · ∆pR,f 0. (3.1.2)
Der Index f 0 zeigt an, dass der Druckverlust unter der Annahme zu berechnen ist, dass die
gesamte Strömung in flüssiger Phase vorliegt. Daraus folgt für den Reibungsdruckverlust
der einphasigen Strömung:
∆pR,f 0 = fR ·
G2 · l
2 · di ,i · ρf
, (3.1.3)
wobei fR der Rohrreibungsbeiwert und G = ṁges/Ai ,i die Massenstromdichte der gesamten
Strömung ist [Ghiaasiaan, 2008, S. 208-209]. In den vertikalen Abschnitten und in den Über-
gängen zum horizontalen Abschnitt sind Rohre mit einer Rauigkeit von kRohr = 0,015 mm
verbaut. Aufgrund des vergleichsweise kleinen Innendurchmessers gilt die Annahme eines
hydraulisch glatten Rohrs nicht. Daher wird die Gleichung nach Colebrook [1939, S. 137]
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G · di ,i
ηf
. (3.1.5)
Die Lösung von Gleichung (3.1.4) erfolgt iterativ.
3.1.3 Reibungsdruckverlust im Rohr mit parallelen Wellen
Im horizontalen Abschnitt ist anstelle eines Geradrohrs ein Wellrohr verbaut, wodurch sich
die Berechnung des Rohrreibungsbeiwerts in Gleichung (3.1.3) ändert. Neben der Länge und
dem hydraulischen Durchmesser der Leitung beeinflussen auch die Wellenbreite e, die Wel-
lenlänge s sowie die Wellentiefe t den resultierenden Reibungsdruckverlust. Die Definition






Abbildung 3.1: Geometrische Parameter eines Wellrohrs [In Anlehnung an: Weisend II und
van Sciver, 1990, S. 935; Whitehurst et al., 1966, S. 3].
Ein Ansatz für eine Strömung von Wasser durch Wellrohre mit Innendurchmessern von 14
bis 76 mm ist von den Autoren Whitehurst et al. [1966] veröffentlicht. Dieser basiert auf
folgender Grundgleichung:
fR = 4 · a1 · Reb1f 0. (3.1.6)
Dabei sind die Faktoren a und b von der Geometrie des Wellrohrs (vgl. Abbildung 3.1)
abhängig. Für parallel ausgeführte Wellen gelten folgende Gleichungen:





















· 4 · a1 · Reb1f 0, (3.1.9)
wobei rBogen dem Biegeradius des Wellrohrs entspricht [Whitehurst et al., 1966, S. 29-31].
Neben dem Ansatz von Whitehurst et al. sind weitere Ansätze zur Ermittlung des Rei-
bungsbeiwerts gewellter Rohre veröffentlicht. Hawthorne und von Helms leiten ihren Be-
rechnungsansatz aus der Annahme ab, dass die einzelnen Wellen wie eine Reihe von Blenden
auf die Strömung wirken. Danach wirken sich weder die Wellenhöhe t noch die Reynolds-
Zahl auf den resultierenden Druckverlust aus. Für eine Wasserströmung durch Wellrohre






di ,i + 0,438 · s
)2)2
. (3.1.10)
Der von Kauder [1974, S. 229] entwickelte Ansatz für spiralförmig gewellte Rohre lautet:





























Einzig Weisend II und van Sciver untersuchen die Strömung kryogener Medien (Stickstoff
und suprafluides Helium) durch parallel gewellte Rohre. Allerdings wird aus den Messwerten
nur der Zusammenhang fR ∝ Re0,1 und keine explizite Korrelation abgeleitet [Weisend II
und van Sciver, 1990, S. 941]. Abbildung 3.2 enthält die Gültigkeitsgrenzen der betrachteten

















































































(b) relative Wellenlänge s/di.
Abbildung 3.2: Gültigkeitsgrenzen der Reibungsbeiwertkorrelationen für Wellrohre; 1 - Kau-
der, 2 - Hawthorne und von Helms, 3 - Weisend II und van Sciver, 4 - Whitehurst et al.,
5 - Flüssigheliumtransferleitung.
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Es ist festzustellen, dass keiner der betrachteten Berechnungsansätze Gültigkeit über den
gesamten Bereich der Betriebsparameter einer flexiblen Transferleitung besitzt. Da die Glei-
chungen überdies vor allem von Versuchen mit Luft und Wasser bei größeren hydraulischen
Durchmessern abgeleitet sind, ist deren Übertragbarkeit auf die Strömungsbedingungen in
einer Transferleitung für Flüssighelium nicht gesichert. Aus diesem Grund wird der Druck-
verlust einer Zweiphasenströmung von Helium durch Wellrohre in gesonderten Versuchen
betrachtet (vgl. Abschnitt 4.2 und 6.7). Für die nachfolgenden Betrachtungen des Reibungs-
druckverlusts dient der Ansatz nach Whitehurst et al. als Grundlage, da er als Einziger den
Einfluss aller geometrischen Parameter nach Abbildung 3.1 sowie der Reynolds-Zahl be-
rücksichtigt.
3.1.4 Zweiphasenmultiplikator
Zur Berechnung des Zweiphasenmultiplikators φ2f 0 sind empirische Ansätze veröffentlicht,
welche dem homogenen Modell oder dem Schlupfmodell zugeordnet werden. Die Auswahl
des geeigneten Modells hängt von der vorherrschenden Strömungsform und den Eigen-
schaften des strömenden Fluids ab. Strömungsformkarten gewöhnlicher Fluide sind nicht
auf Flüssighelium übertragbar, da sich Stoffgrößen wie Dichte, dynamische Viskosität und
Oberflächenspannung deutlich unterscheiden. Die in Abbildung 3.3 dargestellte Strömungs-
formkarte für Helium ist von Filippov [1999] veröffentlicht. Sie basiert auf Messungen mit
Massenstromdichten von 20 bis 300 kg/(m2 s), Drücken von 0,12 bis 0,18 MPa und Dampf-
gehalten von 0 bis 1. Zu den untersuchten Rohrgeometrien zählen neben Ring- und Recht-
eckkanälen auch zylindrische Rohre mit Innendurchmessern von 4,6 bis 12 mm. Auf den
Achsen der Strömungsformkarte sind jeweils die Geschwindigkeiten der flüssigen bzw. gas-
förmigen Phase aufgetragen. Die Berechnung erfolgt dabei unter der Annahme, dass die
jeweilige Phase allein im Rohr strömt. Daraus folgen:
cf =







Bei einer zweiphasigen Heliumströmung durch ein zylindrisches Rohr werden gemäß Abbil-
dung 3.3 die Strömungsformen der Blasen-, Schichten-, Tropfen- und Nebelströmung beob-
achtet. Die bei gewöhnlichen Fluiden beobachtete Strömungsform der Schwallströmung tritt
nicht auf. Dies stellt einen erheblichen Unterschied zu gängigen Strömungsformkarten dar
und verdeutlicht deren Nichtanwendbarkeit auf zweiphasige Heliumströmungen. Ausgangs-
punkt für die Entstehung einer Schwallströmung ist ein instabiles Verhalten von Wellen
in einer Schichtenströmung bei hohen Massenstromdichten. Die Schwallströmung wird bei
zweiphasigen Heliumströmungen nicht beobachtet, da sich die beiden Phasen bei steigender
Massenstromdichte zunehmend vermischen, d. h. Flüssigkeitstropfen werden in die Gaspha-
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se eingetragen und umgekehrt. Ursache hierfür ist der geringe Dichteunterschied zwischen
flüssiger und gasförmiger Phase. Der Übergang zwischen den einzelnen Strömungsformen
erfolgt nicht abrupt sondern kontinuierlich, weshalb ein Übergangsbereich zwischen der
Schichtenströmung und den übrigen Strömungsformen existiert [Filippov, 1999, S. 61-64].
Unter Berücksichtigung der typischen Strömungsparameter in der betrachteten Transfer-
leitung (vgl. Abbildung 3.3) ist festzustellen, dass die Strömungsformen der Blasen- bzw.
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Abbildung 3.3: Strömungsformkarte für Flüssighelium gültig für di = 5,6 mm und
p = 0,1400 MPa [In Anlehnung an: Filippov, 1999, S. 63]; schraffierter Bereich entspricht
typischen Werten einer Strömung durch die flexible Transferleitung.
Der zur Berechnung des Reibungsdruckverlusts erforderliche Zweiphasenmultiplikator einer
homogenen Strömung ist [Wallis, 1969, S. 29]:
φ2f 0 =
(













Die mittleren Stoffwerte einer homogenen Zweiphasenströmung werden unter Vernachläs-
sigung der unterschiedlichen Geschwindigkeiten von Gas- und Flüssigkeitsströmung berech-




















3.1.5 Druckverlust durch Höhenänderung
Die Druckdifferenz durch Änderung der Höhenlage des strömenden Fluidteilchens ergibt
sich zu:
∆pH = ±ρZP · g · sin γ · ∆h, (3.1.17)
wobei γ der Winkel zwischen der Strömungsrichtung und der Horizontalen sowie ∆h der
Betrag der Höhenänderung ist. Das positive Vorzeichen findet Verwendung bei einer auf-
wärts gerichteten Strömung, das negative Vorzeichen entsprechend bei entgegengesetzter
Orientierung [Huhn und Wolf, 1975, S. 98].
3.1.6 Beschleunigungsdruckverlust
Infolge der Dichteänderung der zweiphasigen Strömung erfolgt eine Beschleunigung oder
Verzögerung der Strömung. Dies ist davon abhängig, ob der Vorgang der Verdampfung
bzw. der Kondensation betrachtet wird. Im vorliegenden Fall erfolgt eine Beschleunigung der






















Die Größe ρI stellt die Impulsdichte dar [Ghiaasiaan, 2008, S. 221]. Zur Berechnung dieser
ist es erforderlich, neben dem Dampfmassengehalt auch den Dampfvolumengehalt α der
Strömung zu kennen. Für eine homogene Zweiphasenströmung ist dieser nach Ghiaasiaan











3.1.7 Druckverlust durch Einzelwiderstände
Änderungen der Strömungsrichtung durch Armaturen, wie Umlenkungen oder Ventile, oder
des Querschnitts verursachen einen zusätzlichen Druckverlust. Dieser muss unter Berück-
sichtigung des tatsächlichen Aufbaus der Rohrgeometrie berechnet werden:
∆pE,ZP =
√
Φ2f 0 · ∆pE,f 0 (3.1.21)
mit
∆pE,f 0 = K · 0,5 · ρf · c2f 0. (3.1.22)
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Der Faktor K ist der von der Art des Einzelwiderstands abhängige Druckverlustkoeffizient
[Ghiaasiaan, 2008, S. 219-221]. Tabelle 3.1 enthält Verlustkoeffizienten berücksichtigter
Einzelwiderstände.





Eckventil (voll geöffnet)2 4,0





1 nach Daney et al. [1998, S. 374].
2 spezifischer, empirisch ermittelter Verlustkoeffizient.
Neben Druckverlusten durch Richtungsänderungen der Strömung und den Ein- bzw. Aus-
tritt der Transferleitung entstehen Druckverluste auch durch Änderungen des Strömungs-
querschnitts. Für eine plötzliche Querschnittserweiterung gilt folgende Gleichung [Kast und











Für den umgekehrten Fall einer plötzlichen Verengung des Querschnitts folgt aus der Re-
gressionsanalyse von Abbildung 2 aus dem entsprechenden Abschnitt des VDI-Wärmeatlas












Die Indizes 1 und 2 beziehen sich dabei auf den Querschnitt vor bzw. nach der Querschnitts-
änderung.
3.2 Gesamtwärmeeintrag der Transferleitung
Zur Berechnung des statischen Gesamtwärmeeintrags der Transferleitung wird das Bilanz-
modell nach Abbildung 3.4 angewendet. Hierbei wird die Transferleitung zur thermodynami-
schen Bilanzierung gedanklich in zwei Abschnitte eingeteilt. Im ersten Abschnitt erfolgt die
isobare Wärmezufuhr von außen, wodurch sich die Enthalpie und der Dampfmassengehalt
erhöhen. Anschließend erfolgt die isenthalpe Drosselung der Flüssigheliumströmung.
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h0 = hf,0 (p0) h1 = h (p0, x1) h2 = h1 = h (p2, x2)
Wärmeeintrag Druckverlust
m f,0




Abbildung 3.4: Bilanzmodell zur Ermittlung des statischen Gesamtwärmeeintrags in eine
Flüssigheliumtransferleitung [In Anlehnung an: Dittmar et al., 2013, S. 80].
Zur Lösung des thermodynamischen Bilanzmodells bedarf es einer Massenbilanz für den
stationären Füllvorgang um die Transportkanne:
∆mKanne
∆t
= ṁf ,2 + ṁg,2 − ṁRG (3.2.1)
mit
ṁRG = ṁg,2 + ṁKG, (3.2.2)
wobei ∆mKanne/∆t die zeitliche Änderung des Transportkannengewichts, ṁf,2 der Flüssig-
keitsmassenstrom und ṁg,2 der Gasmassenstrom am Austritt der Transferleitung, ṁRG der
gesamte Kaltgasmassenstrom in der Heliumrückleitung sowie ṁKG der durch Flüssigheli-
um aus der Kanne verdrängte Kaltgasmassenstrom ist. Der Massenstrom des verdrängten
Kaltgases ergibt sich aus:




wobei ρg,2 und ρf ,2 die Gas- bzw. Flüssigkeitsdichte des Heliums beim Kannendruck reprä-
sentieren. Aus den Gleichungen (3.2.2), (3.2.3) und (3.2.1) folgt für den Flüssigkeitsmas-











Mit den bekannten Teilmassenströmen kann der Wärmestrom für einen stationären Füll-
vorgang ermittelt werden:
Q̇ges = (ṁf ,2 + ṁg,2) · [x2 · (hg,2 − hf ,2)− hf ,0 + hf ,2] , (3.2.5)
dabei sind hg,2 und hf,2 die Sättigungsenthalpien der Gas- bzw. Flüssigkeitsphase am Lei-
tungsaustritt beim Transportkannendruck und hf,0 die Sättigungsenthalpie der Flüssigkeit
am Leitungseintritt beim Speicherdruck. Zur Messung des statischen Wärmeeintrags (vgl.
Abschnitt 6.1 ab S. 59) wird der zero delivery case angewendet. Dabei wird der Massen-
strom soweit gedrosselt, dass eine vollständige Verdampfung aber noch keine Überhitzung
des Heliums in der Transferleitung stattfindet. Der Flüssigkeitsspiegel in der als Phasen-
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trenner fungierenden Transportkanne bleibt dabei konstant, da kein Flüssighelium deponiert
wird. Dadurch vereinfacht sich Gleichung (3.2.5) zu:
Q̇ges = ṁg,2 · (hg,2 − hf ,0) = ṁRG · (hg,2 − hf ,0) . (3.2.6)
3.3 Lokaler Wärmestrom
Mit dem in Abschnitt 3.2 dargestellten Bilanzmodell wird der Gesamtwärmeeintrag der
Transferleitung auf Grundlage von Messwerten ermittelt. Zusätzlich ist der lokale Wär-
mestrom im Rahmen der thermohydraulischen Modellierung zu berechnen, um Aussagen
über mögliche Optimierungspotentiale treffen zu können. Die Wärmeübertragung von der
Umgebung an das Flüssighelium erfolgt durch folgende Wärmetransportmechanismen:
• Wärmestrahlung zwischen dem Hüllrohr und der äußersten MLI-Lage bzw. dem Alu-
miniumtape,
• kombinierte Wärmestrahlung und -leitung senkrecht zur MLI und Wärmeleitung par-
allel zur MLI,
• Wärmeleitung entlang von Einbauten, wie Spacern oder dem Ventilschaft,
• Wärmeleitung durch die innere Rohrwand,
• konvektiver Wärmeübergang von der Wand des Innenrohrs an das Fluid.
Die jeweils geltenden Berechnungsvorschriften der einzelnen Wärmetransportmechanismen
werden in den nachfolgenden Abschnitten erläutert.
3.3.1 Strahlungswärmestrom
Der Strahlungswärmestrom zwischen der inneren Mantelfläche des Hüllrohrs und der äu-
ßersten MLI-Lage ergibt sich nach Elsner et al. [1993, S. 313] zu:



























Der Strahlungskoeffizient zwischen der warmen und der kalten wärmeübertragenden Fläche
C1,2 ist von den geometrischen Verhältnissen der Flächen (vgl. Abbildung 3.5) und deren
materialspezifischen Emissionskoeffizienten abhängig. Die Größe ϕ1,2 wird als Einstrahlzahl
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bzw. Sichtfaktor bezeichnet. Für zwei konzentrische, endlich lange Rohre ist die Einstrahl-




























Die in Gleichung (3.3.3) enthaltenen Faktoren ψ = y 22 + y 21 − 1 und ζ = y 22 − y 21 + 1 sind
von den gegebenen geometrischen Verhältnissen abhängig. Ihre Berechnung erfolgt mit den






y1 = ri,a / ra,i
y2 = l / ra,i
Abbildung 3.5: Geometrische Parameter zur Berechnung der Einstrahlzahl ϕ1,2 [In Anleh-
nung an: Elsner et al., 1993, S. 306].
3.3.2 Wärmetransport durch die MLI
Die Berechnung des Wärmestroms durch eine MLI-Anordnung ist generell mit zahlreichen
Ungenauigkeiten behaftet. Dies gilt insbesondere für die bei der Transferleitung zur An-
wendung gelangende MLI. Es wird eine einseitig bedampfte Mylarfolie verwendet, welche
vor dem manuellen Wickeln per Hand geknittert und gelocht wird. Durch die geknitterte
Oberfläche reduziert sich die Auflagefläche zwischen den einzelnen Lagen. Löcher in der
MLI erleichtern das Evakuieren des vergleichsweise kompakten Isolationspakets. Diese Art
der Applikation erschwert es, reproduzierbare Parameter zur analytischen Charakterisierung
der Isolationseigenschaften heranzuziehen. Aufgrund der verminderten Reproduzierbarkeit
ist in der Literatur nur eine einzige Berechnungsvorschrift von den Autoren Cunnington
et al. [1971] veröffentlicht. Die entsprechende Berechnungsvorschrift stammt aus einem
umfangreichen Messprogramm mit unterschiedlichen MLI-Typen. Die veröffentlichten Glei-
chungen werden gemeinhin auch als Lockheed-Gleichungen bezeichnet. Das zugehörige Ver-
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suchsprogramm ist bis heute das Umfassendste dieser Art [Johnson, 2010, S. 8; 49]. Die
durchgeführten Messungen zum Wärmestrom beruhen auf dem Prinzip des Verdampfens ei-
ner ruhenden, kryogenen Flüssigkeit. Als Kalttemperatur werden 20 K, die Siedetemperatur
von Wasserstoff, eingestellt. Untersuchungsschwerpunkte sind der Einfluss der Lagenzahl,
der Grenztemperaturen sowie der angewendeten Kraft beim Wickeln der MLI. Die warmen
Grenztemperaturen sind 278 und 339 K [Cunnington et al., 1971, S. 4-23].
Da es sich bei der betrachteten Isolation um eine einseitig bedampfte Folie handelt, müs-
sen Werte des Emissionskoeffizienten der Aluminiumschicht sowie der Mylarfolie in die
Wärmestromberechnung einfließen. Der absolute, hemisphärische Emissionskoeffizient bei
Raumtemperatur εTR beträgt für die Mylarfolie 0,38 und für die Aluminiumoberfläche 0,035
[Cunnington et al., 1971, S. 4-54]. Aus diesen beiden Werten folgt, dass die aluminiumbe-
dampfte Oberfläche der MLI zwingend nach außen gerichtet sein muss.
Bei der Berechnung des Wärmestroms durch die MLI muss berücksichtigt werden, mit wel-
cher Kraft die Wicklung aufgebracht wird. Liegt der Anpressdruck über einem Wert von





5,754 · 10−7 · N̄2,02 · Tm
NS + 1
· (TMLI,a − TW,a,i) +
1,089 · 10−9 · εTR,Alu · εTR,Mylar
(εTR,Alu + εTR,Mylar) · NS
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Neben dem Wärmestrom senkrecht zur Isolation ist auch der Wärmestrom parallel zur
Folienschicht zu berücksichtigen. Aus der Applikation der MLI folgt eine spiralförmige Ver-
bindung zwischen der äußeren warmen und der inneren kalten Lage. Für den Wärmestrom
parallel zur Folienschicht gilt:
Q̇MLI,Alu =
λAlu · δAlu · lMLI
NS · π · (da,i + δMLI)
· (TMLI,a − TW,a,i) (3.3.5)
Die Wärmeleitfähigkeit der 40 nm dicken Aluminiumschicht beträgt 150 W/(m K) [Jin
et al., 2008, S. 3]. Der Gesamtwärmestrom durch die MLI entspricht der Summe von
Wärmestrahlung und -leitung.
3.3.3 Wärmetransport durch die Rohrwand
Der Wärmetransport durch die Rohrwand des inneren Rohrs erfolgt durch Wärmeleitung.






Der zugehörige Wärmewiderstand der Rohrwand ist:
RRohr =
1
2 · π · l ·
(
1









Der Wärmewiderstand RRohr enthält den Wärmeübergangskoeffizienten von der Wand zur
Strömung αkonv [Elsner et al., 1993, S. 37-38]. Dieser berechnet sich nach den Gleichun-
gen (3.3.10), (3.3.17) oder (3.3.18) in Abhängigkeit vom vorherrschenden Wärmeübertra-
gungsmodus. Der Wärmeübergang an der äußeren Rohrwand wird nicht berücksichtigt.
3.3.4 Wärmetransport entlang der Konstruktionselemente
Neben der Wärmeübertragung durch Strahlung von der äußeren, warmen Rohrwand auf
die äußerste MLI-Lage erfolgt ein zusätzlicher Wärmetransport zwischen dem Außen- und
Innenrohr durch Wärmeleitung entlang der Teflonspacer. Die Berechnung dieses Wärme-








da,i + 2 · δMLI
)]−1
· π · di ,a · δTef lon · B
· (TW,i,a − TW,a,i) , (3.3.8)
mit
λTef lon =
λTef lon (TW,i,a) + λTef lon (TW,a,i)
2
. (3.3.9)
Der in Gleichung (3.3.8) enthaltene Faktor B berücksichtigt, dass aufgrund der Spacer-
konstruktion keine komplette Flächenberührung zwischen Spacer und der Innenwand des
Außenrohrs besteht. Abschätzungen anhand der Spacergeometrie führen zu B = 0,1.
Auf Grundlage der Geometriedaten des Absperrventils wird der Wärmeeintrag im Bereich
des Ventils unter Berücksichtigung von Wärmeleitung parallel und Wärmestrahlung senk-
recht zum Ventilschaft berechnet. Daraus folgt ein Wärmestrom von Q̇Ventil = 0,2 W.
3.3.5 Konvektiver Wärmeübergang bei einphasiger Strömung
Der konvektive Wärmeübergang einer einphasigen Strömung wird nach folgendem Ansatz
berechnet:





NuEP = 0,023 · Re0,8 · P r 1/3. (3.3.11)
Gleichung (3.3.11) wird gemeinhin auch als Dittus-Boelter-Gleichung bezeichnet [Ghiaa-
siaan, 2008, S. 28].
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3.3.6 Wärmeübergang beim Sieden einer erzwungenen Strömung
Bei der erzwungenen Rohrströmung eines siedenden Mediums werden drei Siedezustände
unterschieden, das gesättigte Blasensieden (SNB - saturated nucleate boiling), das Strö-
mungssieden (FCE - forced convective evaporation) und das Filmsieden. Filmsieden tritt
beim stationären Betrieb der Transferleitung nicht auf, da hierzu Wärmestromdichten von
4000 W/m2 erforderlich sind [Ogata und Sato, 1973, S. 611]. Die Übergänge zwischen den































Abbildung 3.6: Einfluss des Dampfgehalts auf den Wärmeübertragungsmodus beim Sieden
einer erzwungenen Strömung [In Anlehnung an: Collier und Thome, 1994, S. 251].
Am Eintritt der Transferleitung liegt geringfügig unterkühlte Flüssigkeit vor. Der Wärme-
übergang erfolgt demzufolge zunächst durch einphasige Konvektion. Der Vorgang des un-
terkühlten Siedens wird aufgrund der nicht vorhandenen Wandüberhitzung im Eintritts-
bereich nicht berücksichtigt. Sobald der Dampfgehalt größer Null ist, setzt Verdampfung
ein und es liegt eine zweiphasige Strömung vor. Dabei erfolgt die Wärmeübertragung in
Abhängigkeit der auftretenden Wärmestromdichten durch gesättigtes Blasensieden oder
Strömungssieden. Entscheidendes Kriterium für das Einsetzen des Blasensiedens (ONB -
onset of nucleate boiling) ist die Entstehung ausreichend vieler Keimstellen aufgrund der
zu übertragenden Wärmestromdichte und der damit einhergehenden Wandüberhitzung. Die






98 · (ρf − ρg) · σf · (TW,i,i − Ts) · λf · (Nuf 0)2
ρf · ρg · ∆hv ·Xtt · d2i ,i
, (3.3.12)
dabei ist ∆hv die Verdampfungsenthalpie des strömenden Mediums [Barron, 1999, S. 175].
Sofern die Wärmestromdichte kleiner als (Q̇/A)ONB ist, erfolgt die Wärmeübertragung durch
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Strömungssieden. Andernfalls werden genügend Keimstellen aktiviert, sodass der Vorgang
des gesättigten Blasensiedens eintritt. Zusätzlich zur Wärmestromdichte beeinflusst der
Dampfgehalt den Siedevorgang. Im Bereich niedriger Dampfgehalte dominiert der Vorgang
des Blasensiedens, während für hohe Dampfgehalte vorwiegend Strömungssieden beobach-
tet wird [Ghiaasiaan, 2008, S. 322]. Experimentelle Untersuchungen zeigen, dass bei Flüs-
sighelium bereits ab Wandüberhitzungen von 0,04 K Blasensieden einsetzt. Die zugehörige
Wärmestromdichte beträgt 10 W/m2 [Deev et al., 1977, S. 558]. Die Wärmeübertragung
beim gesättigten Blasensieden in einer erzwungenen Strömung erfolgt durch die Überlage-




























Nuf 0 = 0,023 · Re0,8f 0 · P r
1/3
f . (3.3.15)
Der Anteil durch Blasensieden wird mit dem Ansatz von Rohsenow berechnet:
cp,f · (TW,i,i − Ts)






ηf · (hg − hf )
√
σf
g · (ρf − ρg)
]1/3
, (3.3.16)
dabei ist σf die Oberflächenspannung des Flüssigkeitstropfens [Rohsenow, 1952, S. 972].
In der ursprünglichen Veröffentlichung wird ein Faktor von 0,013 statt 0,169 auf der rech-
ten Seite der Gleichung angegeben. Spätere Untersuchungen mit flüssigem Helium führen
jedoch zum modifizierten Faktor 0,169 [Barron, 1999, S. 164]. Abschließend kann der Wär-







· (TW,i,i − Ts)−1 (3.3.17)
Die Berechnungsvorschrift für den Wärmeübergang beim Strömungssieden lautet:




Der Faktor Xtt ist der Lockhart-Martinelli-Parameter für eine turbulente Strömung von




















3.4.1 Definition und Entstehung einer thermoakustischen Oszillation
Thermoakustische Oszillationen treten auf, wenn das Temperaturverhältnis zwischen dem
warmen und kalten Ende einer kryogenen Leitung sehr groß (αT = Tw/Tk > 10) und
das warme Ende geschlossen ist. Darüber hinaus wird deren Auftreten durch geometrische
Faktoren wie dem Innendurchmesser oder dem Längenverhältnis ξ = lw/lk beeinflusst. Im
Stillstand, wenn kein Helium transferiert wird, nehmen die Abschnitte der Transferleitung
außerhalb des Speichers zunehmend höhere Temperaturen an. Das warme, geschlossene En-
de entspricht dabei dem Absperrventil, während sich das kalte, offene Ende am Leitungsein-
tritt befindet. Die eingeschlossene Gassäule kann unter diesen Bedingungen zu thermoakus-
tischen Oszillationen neigen, die als Druckschwingungen messbar sind. Thermoakustische
Oszillationen führen zu einem zusätzlichen Wärmetransport in Richtung des Flüssigheli-
umspeichers. In der Folge erhöht sich die Verdampfungsrate, wodurch der Aufwand der
Rückverflüssigung steigt bzw. ein beschleunigter Anstieg des Speicherdrucks beobachtet
wird. Dies kann zu einem kritischen Druckniveau im Speicher führen, wenn das generierte
Heliumgas nicht hinreichend schnell aus dem Speicher abgeführt werden kann. Die Vermin-
derung thermoakustischer Oszillationen ist somit vorteilhaft für die Sicherheit sowie für die
Speichergüte des Flüssigheliumspeichers. Die exakte Ermittlung des Schwingungsverhaltens
eines gegebenen Systems bedarf umfangreicher numerischer Simulationen, deren Aufwand
in der Regel unverhältnismäßig groß ist. Aus diesem Grund wird die Schwingungsneigung
einer Transferleitung mit Hilfe von Stabilitätsdiagrammen abgeschätzt. Die von Rott [1973]
sowie von Gu und Timmerhaus [1994] veröffentlichten Stabilitätsdiagramme für feste Werte


















(a) Stabilitätsdiagramm nach Rott [In An-
lehnung an: Rott, 1973, S. 60]
75
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(b) Stabilitätsdiagramm nach Gu und
Timmerhaus [In Anlehnung an: Gu und
Timmerhaus, 1994, S. 1737].
Abbildung 3.7: Stabilitätsdiagramme für Helium.
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· ri aufgetragen. Die y-Achse enthält das Temperaturverhältnis der Tempe-
raturen des warmen und des kalten Endes. Das zugehörige Stabilitätsdiagramm ist unter
der Annahme berechnet, dass sich zwischen den beiden Temperaturplateaus Tw und Tk ein
s-förmiges Temperaturprofil (vgl. Abbildung 3.8 ) ausbildet. Der Übergang von der warmen
zur kalten Seite befindet sich im Wendepunkt des s-förmigen Temperaturprofils. Damit sind















Abbildung 3.8: Temperaturprofil zur Berechnung des Stabilitätsdiagramms für Helium nach
Rott [In Anlehnung an: Rott, 1973, S. 56].
Die Autoren Gu und Timmerhaus verwenden auf der x-Achse des Stabilitätsdiagramms




1 m. Die axiale Position des Übergangs von der
warmen zur kalten Seite ist durch die Temperatur (Tk +Tw)/2 festgelegt. Der Übergang ist
gegenüber der Definition von Rott [1973] leicht abweichend definiert [Gu und Timmerhaus,
1994, S. 1737-1738].
Beiden Stabilitätsdiagrammen gemein ist, dass eine thermoakustische Oszillation nur dann
auftritt, wenn sich die Stillstandsparameter innerhalb des von den Grenzkurven eingeschlos-
senen Bereichs befinden. Außerhalb ist eine Oszillation hingegen nicht zu erwarten. Die
größte Schwingungsneigung ist bei Systemen mit dem Längenverhältnis ξ = 1 zu beobach-
ten. Dominiert hingegen die warme bzw. die kalte Länge das Längenverhältnis, so geht die
Schwingungsneigung zurück und es bedarf eines größeren Temperaturverhältnisses zur An-
regung einer thermoakustischen Oszillation. Aus Abbildung 3.7b lässt sich direkt ableiten,
dass thermoakustische Oszillationen auch durch Änderungen des Rohrquerschnitts beein-
flusst werden können. Generell wird eine thermoakustische Oszillation durch die Antriebs-,
Reib- und Trägheitskräfte bestimmt. Bei sehr kleinen Durchmessern dominieren die Ver-
luste durch Reibung die anderen Terme, weshalb bei genügend kleinem Durchmesser die
Oszillation wirkungsvoll gedämpft wird. Mit zunehmendem Durchmesser nimmt hingegen
die in Schwingung zu versetzende Gasmasse und damit die zu überwindende Trägheitskraft
3 BERECHNUNGSGRUNDLAGEN 30
zu, wodurch die Oszillation ebenfalls gedämpft wird [Gu und Timmerhaus, 1994, S. 1737].
Zur Veranschaulichung des erhöhten Wärmetransports kann die thermoakustische Oszillati-
on mit dem Brayton-Kreislauf verglichen werden, wobei alle vier Teilprozesse innerhalb des
halboffenen Rohrs stattfinden (vgl. Abbildungen 3.9). Es findet demnach keine räumliche
sondern eine zeitliche Trennung der einzelnen Teilprozesse statt. Bei einer thermoakus-
tischen Oszillation bewegt sich ein gasförmiges Fluidelement nicht über die gesamte zur
Verfügung stehende Rohrlänge, sondern jeweils nur über ein kleines Teilstück. Die im wär-
meren Rohrabschnitt aufgenommene Wärme transportiert es dabei in Richtung des kalten
Endes. Die nicht in Arbeit umgewandelte aufgenommene Wärme wird dabei in einem käl-
teren Rohrabschnitt abgegeben, wo ein weiteres Fluidelement diese Wärme aufnimmt und












T + DT 
(a) Adiabate
Kompression.




















 T - DT 
(d) Isobare
Abkühlung.
Abbildung 3.9: Vergleichsprozess für die Bewegung eines gasförmigen Fluidelements während
einer thermoakustischen Oszillation [In Anlehnung an: Luck und Trepp, 1992a, S. 691].
Vorraussetzung für die Entstehung einer thermoakustischen Oszillation ist neben dem Vor-
handensein eines ausreichend großen Temperaturverhältnisses auch eine Phasenverschie-
bung zwischen der Volumenänderung und der Wärmeübertragung. Daraus ergibt sich ein
fester Bereich an auftretenden Frequenzen, da bei zu niedrigen Frequenzen eine unzurei-
chende Phasenverschiebung und bei zu hohen Frequenzen eine eingeschränkte Wärmeüber-
tragung stattfindet. Die Prozesse der Volumenänderung und Wärmeübertragung finden nur
im Bereich der Grenzschicht statt. Der in Abbildung 3.9 dargestellte Kraftprozess etabliert
sich nur, wenn der Temperaturgradient in der Wand größer ist als die Temperaturänderung
des Gases durch die adiabate Kompression. Andernfalls erwärmt sich das Gas schneller als
die umgebende Wand und es etabliert sich ein Links- bzw. Kältekreislauf [Luck und Trepp,
1992a, S. 692].
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3.4.2 Abschätzung von Amplitude und Frequenz
Zur Beschreibung einer thermoakustischen Oszillation sind die Parameter Frequenz und
Amplitude relevant. Die Autoren Luck und Trepp geben für den Fall eines freien Oszilla-
tors ein Berechnungsmodell zur Abschätzung der Amplitude an. Dazu wird angenommen,
dass das gesamte System analog einem Feder-Masse-System beschrieben werden kann. Die
allgemeine Schreibweise der zugehörigen Differentialgleichung lautet nach Luck und Trepp:
0 = m · ẍ + (bl − F ) · ẋ + sgn (ẋ) · bt · ẋ2 + kF · x. (3.4.1)
Die schwingende Masse entspricht dabei der schwingenden kalten Gas- bzw. Flüssigkeits-
säule. Die Federkonstante wird durch die eingeschlossene warme Gassäule bestimmt. Für
die Federkonstante gilt:
kF =







wobei ARohr der Querschnitt im Übergang von der warmen zur kalten Seite, pm der mitt-
lere Druck im Rohr und Vw,g das eingeschlossene warme Gasvolumen ist. Der lineare Ver-
lustkoeffizient bl kann für kryogene Transfersysteme vernachlässigt werden, da er Verluste
proportional zur Geschwindigkeit, z. B. aufgrund einer Kolbenbewegung, beinhaltet. Der
turbulente Verlustkoeffizient bt umfasst hingegen alle Verluste, die proportional zu c2 sind,
z. B. Ausströmverlust am offenen Ende oder Umlenkverluste in Rohrbögen. Die Leistung
des thermoakustischen Kreisprozesses ergibt sich unter der Annahme einer sinusförmigen
Bewegung zu:
P = 0,5 · F · ω2 · x̂2 (3.4.3)
mit
x̂ =
3 · π · F
8 · ω · bt
. (3.4.4)
Auf Grundlage umfangreicher numerischer Berechnungen und experimenteller Untersuchun-
gen geben Luck und Trepp eine Gleichung zur Abschätzung der Leistungsdichte des freien
Schwingers an:
P/Vg = Pprop ·
r 2i ,i · p̂2
ηk,g · l2ges
. (3.4.5)
Der eingeführte Faktor Pprop ist abhängig von den Gaseigenschaften, dem Temperaturver-
hältnis und der relativen Länge (1/ξ + 1)−1. Der Zusammenhang zwischen der Amplitude
der Schwingung p̂ und der Auslenkung der Kaltgassäule x̂ folgt aus der Definition der








Durch Kombination der Gleichungen (3.4.3) bis (3.4.6) ergibt sich die Gleichung zur Ab-
schätzung der zu erwartenden Druckamplitude eines Flüssigheliumtransfersystems:
p̂ =
3 · π · Vw,g · k3F · r 2i ,i





Zur Abschätzung der Druckamplitude ist der spezifische turbulente Verlustkoeffizient ex-
perimentell durch Untersuchung des Anlaufverhaltens der thermoakustischen Oszillation zu
ermitteln. Für das betrachtete System wird in erster Näherung PProp/bt = 0,045 angenom-
men [Luck und Trepp, 1992a, S. 695-696].
Gleichung 3.4.7 enthält zusätzlich die Kreisfrequenz der thermoakustischen Oszillation. Zu
deren Ermittlung wird das von Rott veröffentlichte Diagramm der dimensionslosen Frequenz
für ein Heliumsystem (vgl. Abbildung 3.10) herangezogen. Auf dessen y-Achse ist die di-













Alle Stoffwerte werden für Heliumkaltgas bei der Siedetemperatur des gespeicherten Heliums

















k     [−]
ξ = 5 ξ = 2 ξ = 1 ξ = 0,5 ξ = 0,3
Abbildung 3.10: Dimensionslose Frequenz der Stabilitätskurve für Helium nach Rott [In
Anlehnung an: Rott, 1973, S. 66].
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Aus Abbildung 3.10 folgen für jeden Wert von Yk jeweils zwei Werte der dimensionslosen
Frequenz λk. Der kleinere Wert von λk gibt dabei die Grenzfrequenz des rechten Abschnitts
der Stabilitätskurve an (vgl. Abbildung 3.7a). Die obere Grenzfrequenz besitzt für technische
Anwendungen hingegen keine Relevanz, da die zugehörigen Temperaturverhältnisse αT (lin-
ker Kurvenzweig in Abbildung 3.7a) nicht beobachtet werden. Mit dem bekannten Wert für
Yk kann aus dem Stabilitätsdiagramm auch der untere Grenzwert des Temperaturverhält-
nisses αT, ab welchem eine thermoakustische Oszillation im System auftritt, abgeschätzt
werden. Die Zuordnung der Grenzfrequenzen zu den zugehörigen Temperaturverhältnissen
αT geschieht mit dem dimensionslosen Parameter Yk.
34
4 Messaufbau und Versuchsdurchführung
4.1 Charakterisierung der Transferleitung
4.1.1 Messaufbau
Zur messtechnischen Erfassung der charakteristischen Werte der Transferleitung dient ein
neu konzipierter Teststand, welcher die bestehende Infrastruktur zur Flüssigheliumabfüllung
in Transportkannen nutzt. Der Teststand in Abbildung 4.1 erfüllt folgende Anforderungen:
• Erfassung aller erforderlichen Messgrößen mittels elektrischer Sensoren und automa-
tisierte Messwertaufnahme,
• Messung des zurückgeführten Gasvolumenstroms und der in der Transportkanne de-
ponierten Flüssigheliummenge,
• Messung der aus dem Speicher entnommenen Flüssigheliummenge,
• Etablierung eines von der Transferleitung unabhängigen Messprinzips und







































































Abbildung 4.1: Schematische Darstellung der Heliumabfüllanlage mit Messperipherie (Maße
des flexiblen Abschnitts gelten für die gestreckte Länge) [In Anlehnung an: Dittmar et al.,
2014a, S. 893].
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Der erste vertikale Abschnitt (Steigrohr) der Transferleitung befindet sich dauerhaft im
stationären Flüssigheliumspeicher. Der Speicher besitzt eine Kapazität von 2500 lLHe und
ist standardmäßig mit einer supraleitenden Füllstandssonde und einem Drucksensor ausge-
stattet. Zur Abfüllung wird der zweite vertikale Abschnitt (Füllrohr) der Transferleitung in
die Transportkanne mit einer Kapazität von 100 lLHe eingeführt. Die Transportkanne wird
vor jeder Messung am Gasauslass mit einem Drucksensor ausgestattet und anschließend
an die Heliumrückführung angeschlossen. Zusätzlich wird die Transportkanne zur Messung
auf einer mobilen Waage positioniert, um die Änderung des Kannengewichts über der Zeit
aufzunehmen. In der Rückführleitung befindet sich ein weiterer Druckaufnehmer, welcher
abhängig vom voreingestellten Abschaltdruck per elektrischem Schaltsignal das Absperr-
ventil schließt und damit den Flüssigheliumtransfer stoppt. Im weiteren Verlauf der Helium-
rückleitung befinden sich ein Volumenstromzähler und ein Absperrhahn. Der Messaufbau
kann mit flexiblen Transferleitungen für Flüssighelium ausgestattet werden, deren vertikale
Hüllrohrdurchmesser 12 mm betragen. Limitierende Größe ist dabei der freie Durchmesser
der Quetschverschraubungen des stationären Speichers und der Transportkanne. Die unter-
suchten Versuchstransferleitungen sind mit Temperatur- und Drucksensoren ausgestattet.
Die konstruktive Gestaltung einer Versuchstransferleitung zeigt Abbildung 4.2.
lhorizontal = 2190 mm





























Abbildung 4.2: Reduzierte Konstruktionszeichnung einer Versuchstransferleitung [Quelle:
CryoVac, 2014].
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In Strömungsrichtung erfolgt zuerst eine Temperaturmessung am Eintritt der Transferlei-
tung. Der Sensor TEin befindet sich bei z = 0,26 m, wobei z die axiale Position in Strömungs-
richtung bezeichnet. Dementsprechend befindet sich der Transferleitungseintritt bei z = 0
und der Transferleitungsaustritt bei z = 5,30 m. Alle weiteren Messstellen sind kombinierte
Druck- und Temperaturmessstellen, die jeweils vor und nach Abschnitten mit relevanten
Druckverlusten positioniert sind. Die Messstelle für p1 und T1 liegt vor dem 90◦-Bogen
(z = 2,29 m). Der Druckverlust über dem Wellrohr des flexiblen horizontalen Abschnitts
entspricht der Druckdifferenz zwischen den Messstellen für p2 und T2 (z = 2,37 m) sowie
p3 und T3 (z = 4,47 m). Abschließend werden bei z = 4,53 m die Messwerte p4 und T4
nach dem Absperrventil erfasst.
4.1.2 Versuchsdurchführung
Die Versuchsdurchführung entspricht einem konventionellen Abfüllvorgang, wie er in Ab-
schnitt 2.3 beschrieben ist, wobei zusätzlich der Transportkanneninhalt unmittelbar vor
und nach der Messung ermittelt wird. Triebkraft des Flüssigheliumtransfers ist der Dru-
ckunterschied zwischen dem stationären Speicher und der angeschlossenen Transportkanne.
Während des Transfers bewirken der statische Wärmeeintrag sowie die auftretenden Druck-
verluste die teilweise Verdampfung des geförderten Flüssigheliums, sodass am Austritt der
Transferleitung stets ein zweiphasiges Fluid vorliegt. Im Rahmen der messtechnischen Cha-
rakterisierung der untersuchten Transferleitungen ist die Phase des Transfervorgangs von
Interesse, in der Flüssighelium kontinuierlich in der Transportkanne deponiert wird. In dieser
Phase ist die Transferleitung vollständig eingekühlt. Des Weiteren wird angenommen, dass
bei kontinuierlichem Flüssigheliumtransfer die angeschlossene Transportkanne als idealer
Phasentrenner fungiert. Am Austritt vorliegendes Heliumkaltgas strömt demnach direkt in
die Heliumrückleitung. Während des Abfüllvorgangs werden die pro Zeiteinheit deponierte
Masse an Flüssighelium, der rückgeführte Volumenstrom, der Transportkannendruck sowie
der Füllstand und Druck im stationären Heliumspeicher erfasst. Aus diesen Messwerten las-
sen sich direkt die Transferrate sowie der Austrittsdampfgehalt ableiten. Die Messwerte der
integrierten Temperatur- und Drucksensoren der Versuchstransferleitung erlauben darüber
hinaus Rückschlüsse auf das Einkühl- und Aufwärmverhalten sowie auf die Druckverlus-
te zwischen den einzelnen Messstellen. Alle Messsignale werden mit einer Abtastrate von
0,25 Hz aufgenommen. Im Rahmen der Auswertung erfolgt eine Mittelwertbildung über
einem Zeitraum von 10 min, wobei hierzu die Bedingung einer vollständig eingekühlten
Transferleitung zwingend erfüllt sein muss.
Der Gesamtwärmeeintrag der Transferleitung wird mit der Messmethode des zero delivery
case nach Abschnitt 3.2 ermittelt. Bei dieser Abwandlung des Transfervorgangs wird der
Massenstrom in der Transferleitung derart gedrosselt, dass die eingetragene Wärme die voll-
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ständige Verdampfung des Flüssigheliums aber nicht dessen Überhitzung verursacht. Da die
Transportkanne als Phasentrenner fungiert, strömt das gesamte generierte Heliumkaltgas
direkt in die Heliumrückleitung. Unter diesen Bedingungen verharrt der Flüssigkeitsspiegel
in der Transportkanne und damit das Kannengewicht auf konstantem Niveau. Zur Gewähr-
leistung isothermer Bedingungen während der Messung wird Flüssighelium zunächst unge-
drosselt transferiert, bis die Transferleitung vollständig eingekühlt ist. Anschließend wird der
zero delivery case eingestellt und zunächst für 3 min gehalten, bevor die Messwertaufnahme
über weitere mindestens 3 min erfolgt. Generell erfolgt die Drosselung des Massenstroms
durch Anpassung des Druckverlusts der Heliumrückleitung. Dies führt aufgrund der langen
Regelstrecke zu Totzeiten bei der Messung und einer eingeschränkten Regelgenauigkeit.
Die eingeführte Ventilhubbegrenzung der Versuchstransferleitungen mittels einstellbarem
Anschlag vereinfacht die Messung des Gesamtwärmeeintrags.
Die Integration von Druck- und Temperaturmessstellen in den Versuchstransferleitungen
erlaubt zusätzlich die messtechnische Erfassung des Stillstandsverhaltens. Stillstand be-
schreibt dabei den Betriebszustand, in dem kein Heliumtransfer stattfindet und sich die
Leitungsabschnitte außerhalb des stationären Speichers kontinuierlich erwärmen. In diesem
Zustand können thermoakustische Oszillationen in der Transferleitung auftreten. Bei die-
ser Versuchsdurchführung werden die Drucksensoren mit 500 Hz abgetastet, weshalb die
maximale Auflösung der Frequenzanalyse mittels FFT 0,5 Hz beträgt. Aufgrund der mehr-
stündigen Messzyklen entstehen bei der gewählten Abtastrate sehr große Datenmengen, zu
deren Reduktion nur alle 5 min je 1024 Messwerte pro Drucksensor gespeichert werden.
Die Temperatursignale können maximal alle 2 s abgetastet werden. Die Zuordnung der
Temperatur- zu den jeweiligen Druckmesswerten erfolgt gemäß dem Zeitsignal. Aussagen
über die Amplitude bzw. Frequenz auftretender Temperaturschwingungen sind daher nur
eingeschränkt möglich.
4.1.3 Untersuchte Transferleitungskonfigurationen
Im Rahmen der Bearbeitung sind mit dem Industriepartner, der CryoVac Gesellschaft für
Tieftemperaturtechnik mbH & Co. KG, drei verschiedene Versuchstransferleitungen entwi-
ckelt und gefertigt worden. Diese zeichnen sich gegenüber der Referenzkonfiguration durch
integrierte Messstellen für Temperatur und Druck aus. Des Weiteren sind die Versuchs-
transferleitungen HeTra 2 und HeTra 3 auf Grundlage der Erkenntnisse der durchgeführten
Untersuchungen konstruktiv geändert. Tabelle 4.1 enthält die spezifischen Konstruktions-
merkmale der einzelnen Entwicklungsstufen.
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Tabelle 4.1: Übersicht der Konstruktionsmerkmale der untersuchten Transferleitungen.
Transferleitung Konstruktionsmerkmale / Modifikationen
Referenzkonfiguration vertikaler Hüllrohrdurchmesser: 12 x 0,5 mm
horizontaler Hüllrohrdurchmesser: 34 x 2 mm
Durchmesser des Glattrohrs: 6 x 0,2 mm
Wellrohrdurchmesser: DN6
Lagendichte der MLI: 100 Lagen/cm
Teflonspacer in diskreten Abständen in allen Abschnitte
Hauptabmaße gemäß Abbildung 4.2
HeTra 1 vollständiger Verzicht auf Spacer im flexiblen Abschnitt
Integration von Druck- und Temperaturmessstellen
Ventilhubbegrenzung durch Mikrometerschraube
HeTra 2 Reduktion der Anzahl an Spacern in den vertikalen Abschnitten
vollständiger Austausch der MLI in den vertikalen Abschnitten
durch hochreflektierendes Aluminiumtape
Vergrößerung des Wellrohrdurchmessers auf DN8 und Einzug ei-
nes Liners (Glasseidengewebeschlauch)
HeTra 3 Vergrößerung des Durchmessers des Glattrohrs auf 7 x 0,25 mm
Beibehaltung des DN8-Wellrohrs und Verzicht auf den Innenliner
Applikation von MLI in vertikalen Abschnitten mit da,a = 34 mm
Verschiebung der Einbaulage der Spacer in Richtung der Flüssig-
heliumreservoirs
Applikation eines Fuß- bzw. Bodenventils am Eintritt
4.2 Druckverlust in parallel gewellten Rohren
4.2.1 Messaufbau
Ein eigens konzipierter Testkryostat ermöglicht die gezielte messtechnische Untersuchung
des Reibungsdruckverlusts in Wellrohren. Der Testkryostat dient zum einen der Identifika-
tion geeigneter Wellrohrgeometrien und zum anderen der Überprüfung der Gültigkeit und
Anwendbarkeit veröffentlichter Berechnungsgleichungen des Rohrreibungsbeiwerts. Der ge-
samte Messaufbau befindet sich in einem evakuierten Behälter, wodurch der Wärmeeintrag
aufgrund von Konvektion und Restgaswärmeleitung unterbunden wird. Zusätzlich sind ther-
mische Schilde angebracht, welche die Wärmestrahlung minimieren. Wärmestrahlung vom
oberen Flansch des Kryostaten wird durch einen zweifachen thermischen Schild reduziert.
Letzterer ist dabei mit der medienführenden Leitung am Austritt thermisch gekoppelt. Ein
zylindrischer Schild ist zusätzlich mit einigen Lagen MLI bewickelt, um die thermische
Last von der Innenwand des Vakuumbehälters zu reduzieren. Der schematische Aufbau des
Messaufbaus ist in Abbildung 4.3 dargestellt.
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Abbildung 4.3: Schematischer Aufbau des Testkryostaten zur Ermittlung des Druckverlusts
in Wellrohren [In Anlehnung an: Dittmar et al., 2014c, S. 227].
Am Ende der Einlaufstrecke befindet sich die Messstelle für den Eintrittsdruck und die
zugehörige Temperatur. Die Temperaturmessung ist dabei vor allem für Untersuchungen
mit gasförmigem Helium relevant. Bei Speisung mit Flüssighelium wird hingegen der Druck-
messwert zur Stoffwertermittlung herangezogen. Der Messstelle am Eintritt schließt sich die
erste von zwei Testsektionen an. Der Abstand zwischen der Messstelle und dem Eintritt der
ersten Testsektion ist unter Berücksichtigung der Vorgaben zur vollständigen Ausbildung
der Strömung gewählt. In die Testsektionen können mittels Schraubadapter verschiedene
Rohrgeometrien eingebaut werden, ohne dass es Modifikationen des Testkryostaten be-
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darf. Beide Testsektionen werden stets mit baugleichen Rohren ausgestattet. Leckagen von
Helium treten bei den verwendeten Schraubadaptern trotz Hochvakuum und tiefkalten Be-
triebstemperaturen nicht auf. Zur Erhöhung der Steifigkeit und zur weiteren Reduktion des
Strahlungswärmestroms wird zusätzlich Aluminiumtape auf die Wellrohre aufgebracht. Am
unteren Ende der ersten Testsektion erfolgt die Umlenkung der Strömungsrichtung von ei-
ner ab- in eine aufwärtsgerichtete Strömung. Am Austritt der zweiten Testsektion erfolgt
die Messung der Austrittswerte von Druck und Temperatur. Anschließend kühlt das austre-
tende Helium den unteren thermischen Schild, bevor es in die Heliumrückführung geleitet
wird. Das Drosselorgang sowie der Volumenstromzähler der Heliumrückleitung dienen der
Regelung bzw. Messung des Volumenstroms durch den Testkryostaten.
4.2.2 Versuchsdurchführung
Der Betrieb des Testkryostaten ist sowohl mit gasförmigem als auch mit flüssigem Helium
realisierbar. Für Messungen mit gasförmigem Helium wird bei der Kannenabfüllung anfal-
lendes Heliumkaltgas in den Testkryostaten geleitet. Die mittlere Temperatur am Kryos-
tateintritt beträgt dabei 150 K. Messungen mit gasförmigem Helium decken den Bereich
niedriger Reynolds-Zahlen von Re = 5.000 bis 20.000 ab. Reynolds-Zahlen zwischen 80.000
und 400.000 werden hingegen mit Flüssighelium erreicht. Bei Messungen mit Flüssighe-
lium wird die Transferleitung der Abfüllanlage direkt in den Eintritt des Testkryostaten
eingeführt. Insbesondere der Betrieb des Testkryostaten an der Flüssigheliumabfüllanlage
erfordert dessen vertikale Ausrichtung. Da im untersuchten Reynolds-Zahlenbereich stets
von einer homogenen Zweiphasenströmung auszugehen ist, wirkt sich die Orientierung des
Testkryostaten bzw. der Strömung nicht auf die resultierenden Reibungsdruckverluste aus.
Im Zuge der Messwertaufnahme sind isotherme Bedingungen sicherzustellen. Für den Be-
trieb mit gasförmigem Helium ist dieser Zustand in der Regel erst kurz vor Ende des Füll-
vorgangs der Heliumtransportkanne gegeben. Bei Versorgung mit Flüssighelium werden
isotherme Bedingungen nach einer entsprechenden Einkühlphase beobachtet. Die Mess-
wertaufnahme erfolgt bei isothermen Bedingungen und konstantem Volumenstrom über
einen Zeitraum von 5 min mit einer Abtastrate von 0,25 Hz.
4.2.3 Untersuchte Wellrohrgeometrien
Untersucht werden Wellrohre mit Sinusform, gestreckter Sinusform sowie Omegaform. Die
Geometriedaten der Wellrohre sind in Tabelle 4.2 zusammengefasst. Die Definition der
geometrischen Größen ist Abbildung 3.1 zu entnehmen.
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Tabelle 4.2: Geometriedaten der untersuchten Wellrohre mit parallelen Wellen.
Nennweite Durchmesser Wandstärke s/di t/di e
DN [mm] di [mm] δ [mm] [-] [-] [mm]
Wellrohr mit sinusförmiger Wellung
6 6,2 0,15 0,3226 0,2581 1,15
8 8,3 0,15 0,2771 0,2229 1,30
10 10,2 0,15 0,2451 0,1863 1,40
Wellrohr mit gestreckter sinusförmiger Wellung
6 6,3 0,15 0,3443 0,2869 1,50
8 8,5 0,15 0,3049 0,2439 1,60
10 10,3 0,15 0,2673 0,1980 1,80
Wellrohr mit omegaförmiger Wellung
6 6,1 0,15 0,4286 0,2302 1,20
8 8,2 0,15 0,3412 0,1882 1,40
10 10,1 0,15 0,3204 0,1699 1,50
4.3 Messmittel
4.3.1 Druckmessung
Zur Druckmessung in der Transferleitung, im stationären Speicher sowie in der Transport-
kanne werden Relativdrucksensoren vom Typ PR-23 SY der Firma Keller verwendet. Der
Messbereich der verwendeten Drucksensoren reicht von 0 bis 800 mbar relativ zum Umge-
bungsdruck. Letzterer wird gesondert mit einem Absolutdrucksensor vom Typ PAA-23 Y der
Firma Keller mit einem Messbereich von 0 bis 2 bar gemessen. Die verwendeten Drucksenso-
ren besitzen eine typische Messunsicherheit von 0,6 % und eine maximale Messunsicherheit
von 1,0 % bezogen auf den gesamten Messbereich. Im Fall der Relativdruckmessung ergibt
sich somit ein Absolutfehler von ± 4,8 bis ± 8 mbar. Die Messung des Umgebungsdrucks
ist durch einen Absolutfehler von ± 12 bis ± 20 mbar gekennzeichnet [Keller AG, 2008].
Die Werte des Umgebungsdrucks werden zusätzlich mit einem Barometer, dessen maximale
Abweichung kleiner ± 4 mbar ist, abgeglichen [Keller AG, 2013].
Die baugleichen Relativdrucksensoren des Testkryostaten besitzen einen reduzierten Mess-
bereich von 0 bis 400 mbar, wodurch sich der Absolutfehler auf ± 2,4 bis ± 4 mbar verringert.
Da kommerziell verfügbare Drucksensoren nicht bei tiefkalten Temperatur eingesetzt wer-
den können, muss deren Anschluss an die Prozessleitung mit einer dünnwandigen Kapillare
erfolgen. Der zusätzliche Wärmeeintrag aufgrund von Wärmeleitung entlang des Kapillar-
rohrs wird für eine Länge von 0,5 m zu 0,01 W berechnet.
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4.3.2 Temperaturmessung
Zur Messung der Temperatur werden Siliziumdioden vom Typ DT-670A auf die Außenwand
der Prozessleitungen von Transferleitung und Testkryostat geklebt. Die Montage erfolgt mit
einem Epoxidharz, welches bei kryogenen Temperaturen fest und bei Raumtemperatur zäh-
flüssig ist. Zusätzlich wird bei der Leitung HeTra 3 ein Kupferdraht der Stärke 0,6 mm um
die Siliziumdioden und die Prozessleitung gewickelt, um die thermische Anbindung der Si-
liziumdioden zu verbessern. Kaptonfolie isoliert die Siliziumdioden gegenüber der untersten
MLI-Lage. Der Anschluss der Siliziumdioden erfolgt nach dem Vierleiterprinzip mit Leitun-
gen aus Phosphorbronze. Diese zeichnen sich durch eine geringe Wärmeleitfähigkeit und
eine geringe Temperaturabhängigkeit des Leitungswiderstands aus. Zusätzlich werden die
Anschlussleitungen in einiger Entfernung von der Messstelle spiralförmig um die Prozesslei-
tung gewickelt, um Wärmeleitung vom Umgebungstemperaturniveau zu kompensieren.
Gemäß der Standardkurve besitzt die Siliziumdiode Typ DT-670A eine absolute Messabwei-
chung von ± 0,25 K im Temperaturbereich von 2 bis 100 K. Von 100 K bis Raumtemperatur
ist die absolute Messunsicherheit doppelt so hoch. Die Selbsterwärmung des Sensors liegt
bei einem Speisestrom von 10 µA bei 16 µW [LakeShore Cryotronics, Inc., 2013, S. 33-34].
Zusätzlich zu den Siliziumdioden auf den medienführenden Rohren wird im Testkryostaten
die Temperatur des thermischen Schilds mit drahtgewickelten Widerstandsthermometern
vom Typ Pt100 gemessen. Die verwendeten Thermometer der Genauigkeitsklasse B besit-
zen eine Messunsicherheit von ± (0,3 K + 0,005 · |T [◦C]|) [DIN EN 60751, 2009, S. 13].
4.3.3 Volumenstrommessung
Die Messung des Volumenstroms in der Heliumrückführung erfolgt mit einem thermischen
Volumenstromzähler bei Raumtemperatur und einem Überdruck von 0,6 kPa. Der Messbe-
reich reicht von 3 bis 100 m3Norm/h Helium. Die zugehörige Messunsicherheit beträgt 2 %
vom Messwert + 0,073 m3Norm/h [Höntzsch GmbH, 2014].
4.3.4 Wägeeinrichtung
Das Kannengewicht wird mit einer Wägeeinrichtung bestimmt, welche auf dem Messprinzip
einer Vollbrücke mit vier Dehnmessstreifen beruht. Die Genauigkeitsklasse des eingesetzten
Messverstärkers zur Messung der Spannungssignale der Dehnmessstreifen sowie zur Umwer-
tung dieser in die entsprechende Maßzahl wird mit 0,1 angegeben [ME-Meßsysteme GmbH,
2010, S. 49]. Die sich daraus ergebende Messabweichung der Wägung beträgt ± 0,28 kg.
Das verwendete System neigt bei langen Einsatzzeiten zu einem Drift des Messsignals.
Um dessen Einfluss auf die Messungen zu vermindern, findet vor jeder Kannenmessung ein
Nullpunktabgleich statt.
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4.3.5 Supraleitende Füllstandssonde
Der Füllstand im stationären Heliumspeicher wird mit einer supraleitenden Füllstandssonde
gemessen. Die verwendete Sonde besteht aus einem NbTi-Supraleiter, dessen Sprungtem-
peratur oberhalb der Heliumsiedetemperatur liegt. Während der Füllstandsmessung wird
die Sonde mit einem Heizstrom beaufschlagt. Aufgrund der Erwärmung der Sonde ver-
schiebt sich die Grenzschicht zwischen dem normal- und dem supraleitenden Sondenab-
schnitt in Richtung der Phasengrenze zwischen gasförmigem und flüssigem Helium. Die
Grenzschichtverschiebung gelangt direkt an der Phasengrenze zum Erliegen, da aufgrund
der vom Flüssighelium bereitgestellten Kälteleistung die Sonde unterhalb der Phasengren-
ze im supraleitenden Zustand verbleibt. Der resultierende Gesamtwiderstand der Sonde
dient als Eingangssignal zur Berechnung des Füllstands [Twickenham Scientific Instruments
Ltd., 2009, S. 2.1]. Die Genauigkeit der Füllstandsmessung wird mit 0,5 % vom Messwert
+ 1 mm angegeben [Twickenham Scientific Instruments Ltd., 2009, S. A.6]. Allerdings ist
die resultierende Genauigkeit zusätzlich von der korrekten Kalibrierung der Füllstandssonde
abhängig. Der Einfluss der Kalibrierung kann nicht näher quantifiziert werden. Während der
Messung des Füllstands liegt eine Spannung von 55 ± 5 V an der supraleitenden Füllstands-
sonde an. Der applizierte Heiz- und Messstrom variiert zwischen 0,025 und 0,15 mA. Aus
den elektrischen Anschlussgrößen ergibt sich ein Wärmeeintrag der Füllstandsmessung von
1,2 bis 9 W [Twickenham Scientific Instruments Ltd., 2009, S. A.6].
4.3.6 Datenaufnahme
Die Spannungssignale der Drucksensoren werden mit einem Analog-Digital-Wandler Typ
Personal Daq/3001 erfasst. Die Abtastrate der Messwertaufnahme beträgt 1 MHz bei ei-
ner Auflösung von 16 bit. Im Bereich von ± 10 V beträgt die Genauigkeit ± (0,031 % des
Messwertes + 0,008 % des Messbereichs) [Measurement Computing, 2014, S. 7].
Die Spannungssignale der Siliziumdioden werden mit einem Temperature Monitor 218 der
Firma LakeShore ausgewertet, welches die Standardkurve der verwendeten Siliziumdioden
DT-670A implementiert hat. Die von der Messwertaufnahme zusätzlich generierte Messun-
sicherheit beträgt ± 23 mK bei einer Temperatur von 4,2 K und ± 130 mK bei Umgebung-
stemperatur [LakeShore Cryotronics, Inc., 2009, S. 1-5].
Die Erhöhung der Messunsicherheit durch die Messwertaufnahme kann demnach, im Ver-
gleich zu den spezifischen Messabweichungen der Sensoren für Druck und Temperatur,
vernachlässigt werden. Die Signale des Volumenstroms und der Waage werden durch zuge-
hörige Messumformer direkt in die entsprechende Maßzahl umgewandelt und per serieller
Schnittstelle am Messcomputer bereitgestellt. Da die Messabweichung stets auf den Si-
gnalaustritt des Messumformers bezogen wird, ist auch bei den Messgrößen Gewicht und




Das entwickelte thermohydraulische Berechnungsmodell dient der Analyse von Optimie-
rungspotentialen des Transferleitungsdesigns hinsichtlich verminderten Wärmeeinträgen und
Druckverlusten sowie der Vorausberechnung der erzielbaren Transferraten. Hierzu wird die
Transferleitung in einzelne Berechnungsabschnitte j der Länge lz ≈ 0,03 m unterteilt. Ab-




































Abbildung 5.1: Schema eines Berechnungsabschnitts.
Die Berechnung der thermodynamischen Prozessgrößen, wie Druck, Dampfmassengehalt
und Enthalpie am Austritt des Berechnungsabschnitts, erfolgt iterativ unter dem simultanen
Einfluss von Wärmeeintrag und Druckverlust. Die jeweiligen Austrittszustände werden unter
Einhaltung der Erhaltungssätze von Masse, Impuls und Energie ermittelt:
ṁges, j = (1− xj) · ṁf , j + x · ṁg, j , (5.1.1)
pAus, j = pEin, j − (∆pR, j + ∆pH, j + ∆pB, j + ∆pE, j) , (5.1.2)





c2Aus, j − c2Ein, j
)
± g · ∆hj . (5.1.3)
In Gleichung (5.1.3) ist die Orientierung der Strömung zur Berechnung der Änderung der
potentiellen Energie zu berücksichtigen. Dabei gilt das negative Vorzeichen für eine auf-
wärtsgerichtete und das positive Vorzeichen entsprechend für eine abwärtsgerichtete Strö-
mung.
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Mit dem Messaufbau in Abbildung 4.1 kann der Druck der Gasphase, nicht aber der Druck
am Transferleitungseintritt pEin gemessen werden. Dieser ist jedoch zur Definition der Start-
werte erforderlich. Der Eintrittsdruck liegt aufgrund der hydrostatischen Druckdifferenz über
dem Druck der Gasphase:
pEin = pDewar + ρf · g · hF,f + ρg · g · hF,g. (5.1.4)
Die Dichten der beiden Phasen werden unter den Annahmen ermittelt, dass im Speicher ein
thermodynamisches Gleichgewicht herrscht und der Einfluss des hydrostatischen Druckan-
teils auf die resultierende Dichte vernachlässigt werden kann.
Der Gesamtwärmestrom von der Umgebung an das Flüssighelium ist definiert als:
Q̇ges, j = Q̇konv, j =
TMLI,a, j − Ts, j
RRohr, j + RMLI, j
+ Q̇Spacer, j + Q̇V enti l , j (5.1.5)
mit
RMLI, j =





2 · π · lz, j
(
1






di ,i , j
)
. (5.1.7)
Dabei resultiert die Temperatur der äußersten MLI-Lage TMLI,a aus dem einfallenden Strah-
lungswärmestrom. Es gilt folgende Bedingung:
Q̇MLI,ges, j = Q̇Str, j . (5.1.8)
Die Lösung von Gleichung (5.1.8) kann nicht analytisch erfolgen, da die Temperaturen in
der vierten Potenz (Q̇Str,1,2) bzw. in der 4,67ten Potenz (Q̇MLI,Str) enthalten sind.
Der thermohydraulischen Berechnung liegen folgende Annahmen zugrunde:
• Die Wärmeleitung durch die Wand des Hüllrohrs wird vernachlässigt. Im horizontalen
Bereich entspricht die Temperatur TW,i,a = TU = 300 K. Die Temperatur TW,i,a im
Speicherdewar ergibt sich aus der Berechnung des Wärmestroms entlang der Rohr-
wand zwischen der Umgebung und dem Flüssigheliumreservoir. In der Transportkanne
gilt TW,i,a = TW,i,i und damit Q̇ges = 0.
• Die Restgaswärmeleitung im radialen Spalt zwischen dem Hüllrohr und der Prozess-
leitung kann vernachlässigt werden, da ein Vakuum mit p < 10−5 mbar herrscht
[Murthy et al., 1976, S. 410].
• Die Wärmeströme entlang der Teflonspacer und des Ventilschafts werden direkt an
das strömende Flüssighelium übertragen.
• Abgesehen vom vertikalen Abschnitt 1 (Steigrohr im stationären Speicher) werden
alle axialen Wärmeströme vernachlässigt, da ∆Tradial » ∆Taxial ist.
5 THERMOHYDRAULISCHES BERECHNUNGSMODELL 46
• Die Temperaturverteilung ist homogen über dem Rohrumfang.
• Zusätzliche Wärmeströme durch örtliche Kontaktstellen zwischen der äußersten MLI-
Lage und dem äußeren Wellrohr durch Biegung der Wellrohre werden vernachlässigt.
Alle thermodynamischen Zustandsgrößen werden der kommerziellen Stoffdatenbank Refprop
[Lemmon et al., 2013] entnommen. Die übrigen Eingabewerte sind in Tabelle 5.1 aufgeführt.
Tabelle 5.1: Eingabewerte der thermohydraulischen Berechnung.
Größe Wert Einheit Quelle
δMylar 1,2 · 10-5 m CryoVac, 2014
δAlu 4 · 10-8 m CryoVac, 2014
δMLI,horizontal 0,002 m CryoVac, 2014
δMLI,vertikal 0,001 m CryoVac, 2014
εTR,Alu 0,035 - Cunnington et al., 1971, S. 4-54
εTR,Mylar 0,38 - Cunnington et al., 1971, S. 4-54
εRohr 0,08 bis 0,17 1 - Barron, 1999, S. 222
λRohr (TRohr ≈ 4,5 K) 0,27 W/(m K) Eckels Engineering, 2009
λTeflon 0,04 bis 0,26 2 W/(m K) Eckels Engineering, 2009
kRohr 0,015 · 10-3 m Glück, 1988, S. 53
γ 50 ◦ -
Q̇Ventil 0,2 W -
N 100 Lagen/cm CryoVac, 2014















2 T ≈ 300 K: λTeflon = 0,26 W/(m K);









Das Wandtemperaturprofil des Steigrohrs TW,i,a resultiert aus dem durch Wärmeleitung
entlang der Rohrwand transportierten Wärmestrom:
Q̇Rohr, axial =






Der Wert des Wärmeleitintegrals für Edelstahl beträgt 3072,4 W/m [Eckels Engineering,
2009]. Bei der Berechnung des Wandtemperaturprofils werden die beiden Betriebszustände
des Heliumverflüssigers unterschieden. Bei Verflüssigerbetrieb besteht ein guter thermischer
Kontakt zwischen der umgewälzten Gasphase und dem Hüllrohr der Transferleitung, weshalb
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TW,i,a = Ts ist. Im Halsrohr des stationären Speichers wird hingegen eine ruhende Gassäule
mit vernachlässigbarem Wärmeübergang angenommen. Für die Berechnung des Wärme-
stroms wird somit nur die Halsrohrlänge herangezogen. Bei stillstehendem Verflüssiger wird
die gesamte Gasphase als ruhend angenommen. Die Berechnung der Längswärmeleitung
erfolgt demnach mit der Halsrohrlänge und der Höhe der Gassäule im Speichertank. Das
































Abbildung 5.2: Berechnetes Wandtemperaturprofil des Hüllrohrs im ersten vertikalen Ab-
schnitt für einen Füllstand von hF,f = 500 mm.
Werden neue Transferleitungskonfigurationen berechnet, so ist der resultierende Gesamt-
massenstrom ṁHe,ges zunächst unbekannt. Bei Kenntnis der geometrischen und prozess-
technischen Randbedingungen erfolgt die Berechnung der Transferrate unter Anwendung
der Bernoulli-Gleichung. Für das betrachtete System gilt:










ρZP,Aus · Ai ,i
, (5.1.11)
pAus = pKanne + ∆pE,Aus + ∆pH,Kanne. (5.1.12)
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Es gelten weiterhin folgende Annahmen:
• Die Geschwindigkeit an der Phasengrenze zwischen Flüssigkeit und Gas im stationären
Speicher ist: c = 0.
• Der Wert hKanne entspricht dem unteren Ende des Halsrohrs der Kanne.
• Der Verlauf des Kannendrucks als Funktion des rückgeführten Massenstroms ist be-
kannt (vgl. Abbildung D.1, S. 105). An der betrachteten Abfüllanlage gilt: pKanne =
0,0975115 · exp
(




Die programmiertechnische Umsetzung des thermohydraulischen Berechnungsmodells ist
mit Microsoft Excel VBA 2013 erfolgt. Abbildung 5.3 zeigt den übergeordneten Program-
mablaufplan des thermohydraulischen Berechnungsmodells. Nach der Initialisierung des Mo-
dells erfolgt zunächst die Eingabe der Rand- und Startwerte. Grundlage der Entwicklung
und Validierung des Berechnungsmodells sind Messwerte der Versuchstransferleitung He-
Tra 1. Der Gesamtmassenstrom ṁHe,ges ist dabei bekannt. Für Auslegungsrechnungen muss
dessen Startwert hingegen geschätzt werden. Nach der Berechnung des Wandtemperatur-
profils des Steigrohrs und des Eintrittsdrucks erfolgt der Aufruf des Unterprogramms zur
iterativen Berechnung der einzelnen Berechnungsabschnitte nach Abbildung 5.4. Sofern das
Ende der Transferleitung noch nicht erreicht ist, wird die iterative Berechnung des nach-
folgenden Abschnitts durchgeführt. Die zugehörigen Eintrittswerte entsprechen dabei den
Austrittswerten des vorhergehenden Abschnitts. Nach der Berechnung der gesamten Trans-
ferleitung sind der Gesamtmassenstrom der Eingabe und jener nach Gleichung (5.1.10), in
Form der Austrittsgeschwindigkeit, zu vergleichen. Bei einer genügend kleinen Abweichung
wird die thermohydraulische Berechnung beendet. Andernfalls wird die Berechnung mit dem
Gesamtmassenstrom nach Gleichung (5.1.11) unter Erhöhung des Iterationsparameters n
fortgesetzt.
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Ist 























Sljk = Slj-1 + lz
Ist 
|cAus,n – cAus,n-1| 
< 0,01 m/s 
?

















Abbildung 5.3: Programmablaufplan des thermohydraulischen Berechnungsmodells.
Zu Beginn der Berechnung von Druckverlust und Wärmeeintrag im jeweiligen Berechnungs-
abschnitt erfolgt die Abfrage, ob eine zweiphasige Heliumströmung vorliegt. Anschließend
werden die einzelnen Druckverlustterme und der daraus resultierende Austrittsdruck des
Berechnungsabschnitts berechnet. Zur Berechnung des konvektiven Wärmestroms Q̇konv, j
ist der Wärmeübergangskoeffizient αkonv, j zu bestimmen. Dieser entspricht dem jeweils
größeren Wert der einphasigen bzw. zweiphasigen Konvektion. Für den Wärmeübergangs-
koeffizienten der zweiphasigen Konvektion ist dabei entscheidend, ob der Wärmeübergang
durch gesättigtes Blasensieden oder durch Strömungssieden erfolgt. Anschließend wird ge-
prüft, ob die Bedingung nach Gleichung (5.1.5) erfüllt ist. Andernfalls muss die Temperatur
der äußersten MLI-Lage entsprechend angepasst werden. Mit den bekannten Verlustfakto-
ren von Wärmeeintrag und Druckverlust ist der Austrittszustand des betrachteten Berech-
nungsabschnitts definiert. Aufgrund der Verwendung mittlerer Stoffwerte von Eintritts- und
Austrittszustand ist nach jedem Iterationsschritt k zu prüfen, ob die aus den geänderten
mittleren Stoffwerten resultierende Druckänderung kleiner als das Abbruchkriterium ist und
die iterative Berechnung des Abschnitts beendet werden kann. Andernfalls ist der Itera-
tionsparameter k zu erhöhen und der Rechengang analog dem Verlauf in Abbildung 5.4
fortzusetzen.
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Setze




DpR,jk (3.1.2); DpH,jk (3.1.17); 
DpB,jk (3.1.18); DpE,jk (3.1.21)
Berechne pAus,jk (3.1.1)
Setze akonv,jk = Max(aEP,jk; aZP,jk)
Setze 
TMLI,a,jk = Ts,jk+0,5 K
Berechne 





Qkonv = QStr + QSpacer
?
Setze 
TMLI,a,jk so, dass 




xAus,jk = (hAus,jk – hf,jk) / (hg,jk – hf,jk)
Setze k = k + 1
Ist 





























 rI,jk (3.1.19); ajk (3.1.20)
2
Berechne fR,jk (3.1.4) oder (3.1.6)
ja
nein
(3.3.12);           (3.3.13)
Berechne QMLI,jk (3.3.4) + (3.3.5)  
Berechne 
DpR,jk (3.1.2); DpH,jk (3.1.17); 






Abbildung 5.4: Programmablaufplan der Berechnung von Druckverlust und Wärmeeintrag.
5.2 Validierung
Das Berechnungsmodell ist an Messwerten der Versuchstransferleitung HeTra 1 validiert.
Zur Validierung dienen die Gesamtdruckdifferenz ∆pges = pEin − pKanne , der Austritts-
dampfgehalt sowie die Druckdifferenzen zwischen den einzelnen Messstellen. Abbildung 5.5
stellt die berechneten und gemessenen Gesamtdruckdifferenzen gegenüber. Danach werden
90 % aller Datenpunkte mit einer maximalen Abweichung von ± 16 % abgebildet.


































Abbildung 5.5: Vergleich der berechneten und gemessenen Gesamtdruckdifferenzen.
Die Berechnung des Austrittsdampfgehalts ist ähnlich genau. Nach Abbildung 5.6 weichen






































Dampfgehalt xAus,Exp [kgg / kgges]
+ 14 %
- 14 %
Abbildung 5.6: Vergleich der berechneten und gemessenen Austrittsdampfgehalte.
Abbildung 5.7 zeigt die Genauigkeit des Berechnungsmodells für die einzelnen Abschnitte
der Transferleitung. Danach ist der mit der Gleichung von Whitehurst et al. berechnete
Druckverlust über dem flexiblen horizontalen Abschnitt, vor allem für kleine Massenströme,
zu niedrig. Die resultierende Abweichung beträgt ± 28 %. Alle anderen Abschnitte der
Transferleitung werden mit einer größerer Genauigkeit abgebildet.

































































































































Abbildung 5.7: Vergleich der berechneten und gemessenen Gesamtdruckdifferenzen zwischen
den einzelnen Messstellen.
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5.3 Ergebnisse
5.3.1 Wärmeeintrag
Die Anwendung des thermohydraulischen Berechnungsmodells erlaubt die Bewertung von
Modifikationen des Isolationsaufbaus. Hierbei stehen die beiden vertikalen Abschnitte im
Fokus, da durch den Verzicht auf Abstandshalter im flexiblen horizontalen Abschnitt bereits
ein Großteil des Verbesserungspotentials erschöpft ist. Abbildung 5.8 zeigt die theoretischen
































axiale Position z [m]
Verflüssiger an
Verflüssiger aus



































axiale Position z [m]
NS,vertikal = 10
NS,vertikal = 0 − 5
NS,vertikal = 0
(b) Einfluss der Lagenzahl in den vertikalen Ab-
schnitten auf die Isolationsgüte.
Abbildung 5.8: Berechnete lokale Wärmeeinträge durch Wärmeleitung und -strahlung der
Versuchstransferleitung HeTra 1 (z = 0 m - Eintritt; z = 5,3 m - Austritt).
Der Gesamtwärmeeintrag wird durch den Wärmetransport entlang von Einbauten dominiert.
Zu den Einbauten gehören die zwischen der Prozessleitung und dem Hüllrohr eingesetzten
Abstandshalter aus Teflon sowie das Absperrventil. Trotz der geringen Wärmeleitfähigkeit
des eingesetzten Teflons und der geringen Kontaktfläche der Abstandshalter werden maxi-
mal 0,25 W pro Abstandshalter übertragen. Der Unterschied zwischen den beiden Betriebs-
modi des Verflüssigers resultiert aus den Annahmen der thermohydraulischen Berechnung.
Danach wird die Wärmeübertragung zwischen dem Hüllrohr und der ruhenden Gasphase
bei stillstehendem Verflüssiger vernachlässigt, weshalb die Wärmeleitung entlang des Hüll-
rohrs nicht kompensiert wird (vgl. Abbildung 5.2). In der Folge ist der Wärmeeintrag größer
als bei laufendem Verflüssiger. Bei laufendem Verflüssiger tritt Wärmeleitung entlang der
Abstandshalter nur im Halsrohr auf, da das Hüllrohr unterhalb des Halsrohrs durch einströ-
mendes Flüssighelium effektiv gekühlt wird.
Die Wärmeleitung hängt stark von der Dicke des Abstandshalters und der auftretenden
Temperaturdifferenz ab. Daher sind Abstandshalter nicht in Abschnitten zu positionieren,
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in denen di,a ≈ da,i und TW,i,a ≈ TU ist. Auf Basis der Berechnungsergebnisse wird die
Anzahl der Abstandshalter im ersten vertikalen Abschnitt von sieben auf drei reduziert. Die
Anzahl der Abstandshalter im Abschnitt Vertikal 2 bleibt unverändert. Alle verbliebenen
Abstandshalter werden in Richtung des Flüssigheliumreservoirs des stationären Speichers
bzw. der Transportkanne verlagert. Durch diese Maßnahmen sinkt der Gesamtwärmeein-
trag durch Wärmeleitung theoretisch von 1,1 auf 0,6 W.
Die in den vertikalen Abschnitten applizierte MLI ist aufgrund des Vakuumspalts von 2,5 mm
eng gewickelt, woraus eine unvorteilhaft hohe Lagendichte resultiert. Als Alternative wird
die Verwendung eines hochreflektierenden Klebebands (Aluminiumtape) untersucht. Nach
Abbildung 5.8b kann bei Applikation des Aluminiumtapes theoretisch eine zur MLI ver-
gleichbare Isolationsgüte erzielt werden. Messungen zeigen jedoch, dass diese Variante zu
einem erhöhten Wärmeeintrag führt. Daher wird empfohlen, im Bereich von da,a = 34 mm
5 Lagen MLI mit lockerer Wicklung (vgl. Abbildung 5.8b, NS,vertikal = 0 - 5) zu applizieren.
Ansonsten kann die aufwändige Applikation der MLI in den vertikalen Abschnitten entfal-
len, wodurch sich u. a. der Fertigungsprozess vereinfacht. Gleichzeitig reduziert sich der
benötigte Bauraum der Isolation, weshalb für die Leitung HeTra 3 Glattrohre mit einem
größeren Nenndurchmesser verwendet werden.
Der berechnete Gesamtwärmeeintrag der Versuchstransferleitung HeTra 1 beträgt bei Ver-
flüssigerbetrieb 2,1 W. Bei Verflüssigerstillstand steigt der Wärmeeintrag auf 2,6 W für
einen Füllstand von hF,f = 900 mm. Die zugehörigen Werte der Transferleitung HeTra 3
betragen 1,8 W bei Verflüssigerbetrieb bzw. 1,9 W bei Verflüssigerstillstand. Der Anteil
der Wärmeleitung am Gesamtwärmeeintrag beträgt etwa 50 % für HeTra 1 bzw. 30 % für
HeTra 3. Die theoretischen Ergebnisse weisen systematische Abweichungen gegenüber den
Messwerten auf, da u. a. der Einfluss des Fertigungsprozesses der Isolation auf den resultie-
renden Wärmeeintrag nicht erfasst werden kann. Durch die manuelle Wicklung der einzelnen
Isolationslagen ist eine breite Streuung der Isolationsgüte zu erwarten. Darüber hinaus ist für
das Isolationssystem einer einseitig aluminiumbedampften Mylarfolie nur eine einzige syste-
matische Messreihe mit einer daraus abgeleiteten empirischen Berechnungsgleichung in der
Literatur veröffentlicht. Deren Genauigkeit beträgt ± 80 % aufgrund der eingeschränkten
Reproduzierbarkeit. Weiterhin können im flexiblen Abschnitt direkte Kontaktstellen zwi-
schen dem inneren und äußeren Wellrohr bei Biegung der Leitung nicht ausgeschlossen
werden. Der daraus resultierende zusätzliche Wärmeeintrag wird im Berechnungsmodell
nicht berücksichtigt.
5 THERMOHYDRAULISCHES BERECHNUNGSMODELL 55
5.3.2 Druckverlust
Die in den Versuchstransferleitungen integrierten Drucksensoren erlauben die Ermittlung der
Gesamtdruckdifferenzen zwischen den einzelnen Messstellen. Allerdings geben diese Mes-
sungen keinen Aufschluss über die Aufteilung zwischen den einzelnen Druckverlustanteilen
aus Gleichung (3.1.1). Abbildung 5.9 zeigt die Berechnungsergebnisse des Druckverlusts
durch Reibung sowie durch Änderung der Höhenlage als Funktion der axialen Position z.




































axiale Position z [m]
HeTra 1 HeTra 3





























axiale Position z [m]
HeTra 1 HeTra 3
(b) Druckverlust durch Höhenänderung.
Abbildung 5.9: Berechnete Werte des lokalen Druckverlusts durch Reibung der Zweiphasen-
strömung und Änderung der Höhenlage (z = 0 m - Eintritt; z = 5,3 m - Austritt).
Die Reynolds-Zahl am Eintritt der beiden Transferleitungen HeTra 1 und HeTra 3 beträgt
ReEin = 667.000 bzw. ReEin = 673.000. Aufgrund der Vergrößerung der hydraulischen
Durchmesser von Glatt- und Wellrohr sinkt der Reibungsdruckverlust zwischen Ein- und
Austritt von 23,0 kPa auf 10,3 KPa. Der örtlich höhere Reibungsdruckverlust im Bereich
des flexiblen Wellrohrs wird durch die Biegung des Wellrohrs hervorgerufen. Abbildung 5.9b
verdeutlicht, dass die Druckdifferenz durch Höhenänderung im vorliegenden Fall nicht ver-
nachlässigt werden kann. Insbesondere in den beiden vertikalen Abschnitten liegt die gemes-
sene Gesamtdruckdifferenz aufgrund der Druckdifferenz durch Höhenänderung um ca. 50 %
über bzw. unter dem Reibungsdruckverlust.
Insgesamt sechs Einzelwiderstände bzw. Einbauten erzeugen zusätzliche Druckverluste ent-
lang des Strömungspfads. Die spezifischen Druckverluste sind in Tabelle 5.2 zusammenge-
fasst.
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Tabelle 5.2: Berechnete Druckverlustwerte der Einzelwiderstände.
z [m] Einzelwiderstand HeTra 1 HeTra 3
0,0 Eintritt 0,27 kPa 5,88 kPa
2,3 90◦-Umlenkung 0,83 kPa 0,65 kPa
2,5 Querschnittserweiterung 0,13 kPa 0,22 kPa
4,4 Querschnittsverengung 0,06 kPa 0,04 kPa
4,5 Absperrventil 2,40 kPa 1,78 kPa
5,3 Austritt 1,35 kPa 0,82 kPa
Für die Versuchstransferleitung HeTra 1 ergibt sich ein Gesamtdruckverlust durch Ein-
zelwiderstände von 5,0 kPa. Dieser Wert erhöht sich für HeTra 3 durch Applikation des
Bodenventils auf 9,4 kPa. Zur Dämpfung thermoakustischer Oszillationen ist die Verwen-
dung eines Bodenventils jedoch zwingend erforderlich. Der höhere Eintrittsdruckverlust des
Bodenventils reduziert die maximale Transferrate um ca. 10 %.
5.3.3 Transferrate
Abbildung 5.10 zeigt die Ergebnisse der Auslegungsrechnungen der Transferleitungen He-
Tra 1 und HeTra 3. Bei beiden Transferleitungen ist der Reibungsdruckverlust im Wellrohr
nach der Berechnungsgleichung von Whitehurst et al. und der gemäß eigenen Messungen





























































Abbildung 5.10: Vergleich der berechneten und gemessenen Transferrate der Versuchstrans-
ferleitungen HeTra 1 und HeTra 3.
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Das entwickelte Berechnungsmodell gibt die Transferrate der Versuchstransferleitung He-
Tra 1 mit einer mittleren Abweichung von + 1 bis + 17 % wieder. Bei Verwendung der mo-
difizierten Gleichung (6.7.3) sinkt die maximale Abweichung bei niedrigen Eintrittsdrücken
auf + 12 %. Die modifizierte Gleichung liefert damit bei niedrigen Eintrittsdrücken bzw.
Massenströmen genauere Ergebnisse. Wird die Auslegungsrechnung für die Transferleitung
HeTra 3 durchgeführt, ergibt sich hinsichtlich der erreichbaren Genauigkeit ein leicht ab-
weichendes Bild. Danach tritt die größte Abweichung mit + 20 % für einen Eintrittsdruck
von 0,13 MPa auf. Für niedrige und hohe Eintrittsdrücke sinkt die Abweichung auf + 3 bis
+ 9 % bei Verwendung der Gleichung nach Whitehurst et al. bzw. auf + 1 % bis + 8 % bei
Verwendung der modifizierten Gleichung (6.7.3).
Neben den umgesetzten Optimierungspotentialen (vgl. Tabelle 4.1) sind weitere Änderun-
gen des Transferleitungsdesigns denkbar. Der Druckverlust im Ventil kann durch Anpassung
des Hubs um bis zu 20 % reduziert werden. Dabei ist sicherzustellen, dass die Ventilspitze
nicht mehr in die Flüssigheliumströmung ragt, wodurch sich der Druckverlust jenem einer
Knieumlenkung annähert. Des Weiteren beeinflusst die Wahl des Wellrohrs den spezifischen
Reibungsbeiwert und damit den resultierenden Druckverlust im flexiblen Abschnitt (vgl. Ab-
schnitt 6.7). In Abbildung 5.11 sind die Ergebnisse der Auslegungsrechnung bei Erhöhung
des Ventilhubs in Kombination mit der Verwendung eines DN8-Wellrohrs mit gestreckter






























Wellrohr DN8 Sinusform gestreckt
Wellrohr DN10 Sinusform
Abbildung 5.11: Berechnete Transferrate bei Umsetzung weiterer Optimierungspotentiale.
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Zum Vergleich der Steigerung der erzielbaren Transferrate wird der Betriebszustand mit kon-
stantem Eintrittsdruck (pDewar ≈ 0,1375 MPa) betrachtet. Am Eintritt der Transferleitung
ist stets ein Bodenventil appliziert. Die finale Versuchstransferleitung HeTra 3 weist eine
theoretische Transferrate von 10,7 g/s auf. Durch Verwendung eines Wellrohrs mit gestreck-
ter Sinusform und Erhöhung des Hubs kann die Transferrate demgegenüber theoretisch um
3 % gesteigert werden. Bei Verwendung eines sinusförmigen Wellrohrs der Nennweite DN10
beträgt die Transferrate gemäß der Auslegungsrechnung 11,5 g/s. Dies entspricht einer zu-
sätzlichen Steigerung gegenüber der finalen Versuchstransferleitung um 7 %. Allerdings wird
empfohlen, den Nenndurchmesser des flexiblen Abschnitts nicht größer als DN8 auszufüh-
ren, da andernfalls von einem vermehrten Wärmetransport über Berührungspunkte zwischen
dem inneren und äußeren Wellrohr auszugehen ist. Die damit einhergehende Erhöhung des
Dampfgehalts hebt den Vorteil der gesteigerten Transferrate, infolge des reduzierten Rei-
bungsdruckverlusts, auf.
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6 Ergebnisse der messtechnischen Untersuchung
6.1 Wärmeeintrag
Aufgrund der sehr niedrigen Verdampfungstemperatur und -enthalpie von Flüssighelium
ist der Wärmeeintrag von der Umgebung in das kryogene Transfersystem zu minimieren. In
Tabelle 6.1 sind die nach dem zero delivery case ermittelten Werte des statischen Wärmeein-
trags aufgeführt. Die größere Streuung des Messwerts für die Referenzkonfiguration ist auf
die Drosselung des Massenstroms durch Änderung des Druckverlusts der Heliumrückführung
zurückzuführen. Gegenüber der Hubbegrenzung des Absperrventils führt diese Methode zu
längeren Totzeiten und einer verminderten Regelgenauigkeit. Die Leitung HeTra 1 weist
mit 2,46 W einen um 65 % reduzierten Wärmeeintrag gegenüber der Referenzkonfiguration
auf. Die Verminderung des Wärmeeintrags resultiert dabei aus dem Verzicht auf Spacer im
flexiblen Abschnitt. In den vertikalen Abschnitten der Versuchstransferleitung HeTra 2 ist
die Spacerzahl reduziert sowie die MLI vollständig durch Aluminiumtape ersetzt. Gleichzei-
tig ist der Nenndurchmesser der flexiblen Leitung vergrößert. Beide Maßnahmen führen zu
einem statischen Wärmeeintrag von 4,78 W. In der finalen Konfiguration HeTra 3 sind die
verbliebenen Spacer in Richtung des Flüssigheliumreservoirs verschoben. Darüber hinaus
werden 5 Lagen MLI in lockerer Wicklung in den Bereichen der vertikalen Abschnitte ap-
pliziert, in denen der Hüllrohrdurchmesser 34 mm beträgt. Der resultierende Wärmeeintrag
der Leitung HeTra 3 beträgt 3,78 W. Bezogen auf die innere Mantelfläche des horizontalen
Abschnitts entspricht dies einer Verminderung des Wärmeeintrags um 60 % gegenüber der
Referenzkonfiguration. Die ermittelten Wärmeeinträge liegen über den veröffentlichten Wer-
ten starrer Transferleitungen ohne bzw. mit aktiver Schildkühlung (1 W/m [Kawano et al.,
1997, S. 496] bzw. 0,05 W/m [Hosoyama et al., 2000, S. 1402]). Der bisher veröffentlichte
Wärmeeintrag einer flexiblen Transferleitung von 2 W/m [Fradkov und Ginodman, 1970,
S. 508] wird jedoch von der finalen Konfiguration HeTra 3 unterschritten. Zu beachten ist,
dass die Messwerte keine fertigungstechnisch bedingte Streuung widerspiegeln.
Tabelle 6.1: Mittelwerte des statischen Wärmeeintrags der Transferleitungen.
Transferleitung Wärmeeintrag Q̇ [W] Q̇ / lh [W/m] Q̇ /AM,i,i,h [W/m2]
Referenz1 7,05 (± 2,57) 3,22 (± 1,17) 167,46 (± 61,05)
HeTra 1 2,46 (± 0,57) 1,12 (± 0,26) 58,43 (± 13,54)
HeTra 2 4,78 (± 0,15) 2,18 (± 0,07) 87,55 (± 2,75)
HeTra 3 3,78 (± 0,41) 1,73 (± 0,19) 68,16 (± 7,40)
1 Die Referenzkonfiguration bezieht sich auf die zu Beginn der Untersuchung an der Verflüssigungsanlage
eingesetzte Transferleitung. Aufgrund der Vielzahl an Herstellern und stark abweichender Geometrien
ist ein allgemeingültiger Stand der Technik nicht definierbar.
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6.2 Druckverlust
Die integrierten Drucksensoren der Versuchstransferleitungen ermöglichen die Aufnahme lo-
kaler Druckmesswerte. In Abbildung 6.1 sind beispielhaft die zeitlichen Verläufe der Druck-
signale für die Leitung HeTra 1 bei eingeschaltetem Verflüssiger dargestellt. Der qualitative
Verlauf der Drucksignale ist charakteristisch für alle drei Versuchstransferleitungen (vgl.

























pEin p1 p2 p3 p4 pKanne
Abbildung 6.1: Druckmesswerte der Transferleitung HeTra 1 bei Verflüssigerbetrieb
(I - Einkühlen; II - Flüssigheliumtransfer; III - Entspannen auf Gegendruck).
Nach Öffnen des Absperrventils steigt der Druck in der Transportkanne vom Gegendruck
der Heliumrückführung (0,6 kPa über dem Umgebungsdruck) stark an. In dieser Phase
des Transfers fällt besonders viel Heliumgas an, da die Transferleitung von der Starttem-
peratur auf die Betriebstemperatur abgekühlt werden muss. Zum Ende der Einkühlphase,
die meist nur wenige Minuten dauert, sinkt der Druck in der Transportkanne erneut auf
das Gegendruckniveau. Gleichzeitig ist der rückgeführte Volumenstrom minimal (vgl. Ab-
bildung 6.6, S. 67), da die Dichte des Heliumkaltgases in der Transportkanne sowie in
der Heliumrückführung mit Erreichen der Betriebstemperatur stark zunimmt. Anschließend
nähern sich die Prozessgrößen einem spezifischen Beharrungszustand an, in dem kontinu-
ierlich Flüssighelium in der Transportkanne deponiert wird. Bei eingeschaltetem Verflüssi-
ger bedingt dessen Druckhaltesteuerung annähernd konstante Eintrittsdrücke. Andernfalls
sinkt der Eintrittsdruck kontinuierlich mit der entnommenen Flüssigheliummasse, sodass die
charakteristischen Abfüllparameter mit der Abfüllzeit sinken (vgl. Abbildung A.1, S. 100).
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Sobald die Transportkanne vollständig gefüllt ist, wird der weiterhin zugeführte Flüssigmas-
senstrom vollständig in die Heliumrückführung geleitet. In der Folge steigt der Staudruck
in der Heliumrückführung und damit der Kannendruck stark an, bis das Absperrventil ge-
schlossen wird. Anschließend sinkt der Kannendruck, aufgrund der Nachverdampfung des
abgefüllten Flüssigheliums, nur allmählich auf den Gegendruck der Heliumrückführung. Die
Nachverdampfung wird durch den Abbau des Druckunterschieds zwischen dem Kannen-
druck während der Abfüllung und dem Gegendruck der Anlage hervorgerufen.
Wie von Dittmar et al. [2014b] gezeigt, wirken sich die konstruktiven Änderungen der Pro-
zessleitung gemäß Tabelle 4.1 auf die resultierenden Gesamtdruckverluste der jeweiligen
Versuchstransferleitung aus. Abbildung 6.2 zeigt die Gesamtdruckverluste der Versuchs-












































Abbildung 6.2: Werte des Gesamtdruckverlusts in den jeweiligen Abschnitten der Versuchs-
transferleitungen bei Verflüssigerbetrieb; pEin - p1: Steigrohr, p1 - p2: 90◦-Bogen,
p2 - p3: horizontaler Abschnitt, p3 - p4: Absperrventil.
Die abgebildeten Druckdifferenzen sind über einen Zeitraum von 10 min in der Phase des
kontinuierlichen Flüssigheliumtransfers gemittelt. Sie weisen eine maximale Standardabwei-
chung von 0,3 kPa auf. Bezüglich des Druckverlusts im Steigrohr ist festzustellen, dass
die Gesamtdruckänderung der dritten Versuchstransferleitung deutlich erhöht ist, obwohl
der hydraulische Durchmesser von 5,6 auf 6,5 mm vergrößert ist. Ursache hierfür ist ein
am Eintritt installiertes Fuß- bzw. Bodenventil, dessen primäre Aufgabe die Dämpfung auf-
tretender thermoakustischer Schwingungen (vgl. Abschnitt 6.6 ab S. 72) ist. Gleichzeitig
erhöht es jedoch funktionsbedingt den Eintrittsdruckverlust der Transferleitung.
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Der Gesamtdruckverlust über dem 90°-Bogen liegt für die ersten beiden Versuchstransfer-
leitungen zwischen 1 und 1,5 kPa. Die Vergrößerung des hydraulischen Durchmessers des
Bogens reduziert den Gesamtdruckverlust auf 0,85 kPa.
Der Druckverlust über dem horizontalen Abschnitt dominiert den Gesamtdruckverlust der
Transferleitung HeTra 1 mit einem Anteil von ca. 50 %, bei einem freien Durchmesser
des Wellrohrs von 6,2 mm. Wird der freie Durchmesser auf 8,3 mm vergrößert, reduziert
sich der resultierende Gesamtdruckverlust dieses Abschnitts bei der Leitung HeTra 3 von
14 kPa auf 4,8 kPa für ähnliche Reynolds-Zahlen. Das Wellrohr der Leitung HeTra 2 be-
sitzt ebenfalls einen Wellrohrinnendurchmesser von 8,3 mm. Es ist jedoch zusätzlich mit
einem Glasseidengewebeschlauch als Liner versehen, um eine hydraulisch glattere Rohrin-
nenfläche zu erhalten. Allerdings steigt der Gesamtdruckverlust bei dieser Ausführung um
ca. 1 kPa gegenüber der Ausführung ohne Liner. Die Erhöhung des Druckverlusts ist auf die
Verringerung des freien hydraulischen Durchmessers und eine nicht ideal glatte Oberfläche,
hervorgerufen durch die Gewebestruktur des Glasseidenschlauchs, zurückzuführen.
Die Reduktionen der Druckverluste über dem Absperrventil sowie über dem Tauchrohr der
finalen Transferleitungsgeometrie sind auf den ebenfalls vergrößerten Innendurchmesser des
Glattrohrs zurückzuführen.
6.3 Austrittsdampfgehalt
Statischer Wärmeeintrag und Reibungsdruckverlust verursachen die teilweise Verdampfung
des aus dem stationären Speicher entnommenen Flüssigheliums. Das generierte Helium-
kaltgas wird idealerweise direkt wieder in den Verflüssigungskreislauf geleitet oder aber in
der Heliumrückgewinnung aufgefangen und anschließend erneut dem energieaufwändigen
Verflüssigungsprozess zugeführt. Ein effizienter und damit verlustarmer Flüssigheliumtrans-
fer ist demnach durch einen möglichst niedrigen Austrittsdampfgehalt gekennzeichnet. Der
generierte Austrittsdampfgehalt, xAus = ṁg,Aus/(ṁf ,Aus + ṁg,Aus), kann mit dem verwen-
deten Messaufbau, unter Berücksichtigung der in Abschnitt 3.2 aufgestellten Massenbilanz,
ermittelt werden. Abbildung 6.3 zeigt den Verlauf des Austrittsdampfgehalts als Funktion
des geförderten Gesamtmassenstroms.










































Abbildung 6.3: Austrittsdampfgehalte der vermessenen Transferleitungen.
Zum Vergleich der Austrittsdampfgehalte werden zwei Referenzpunkte gewählt. Zunächst
werden die Dampfgehalte für den mittleren maximal geförderten Gesamtmassenstrom der
Referenzkonfiguration, etwa 7,5 g/s, verglichen. Für diesen Fall liegt am Austritt der Re-
ferenzkonfiguration ein Dampfgehalt von 0,12 vor. Als Folge der durchgeführten Modifika-
tionen der Transferleitungsdesigns sinkt dieser Wert für HeTra 1 und HeTra 2 um 42 % auf
0,07. Trotz des zusätzlich reduzierten Reibungsdruckverlusts des flexiblen Abschnitts der
Leitung HeTra 2 sinkt der Austrittsdampfgehalt nicht unter den Wert der ersten Versuchs-
transferleitung. Die Wirkung des reduzierten Reibungsdruckverlusts wird demnach durch
den erhöhten Gesamtwärmeeintrag aufgewogen. Modifikationen des Isolationsaufbaus re-
duzieren den Wärmeeintrag der dritten Versuchstransferleitung um 1 W. Die zusätzliche
durchgängige Erweiterung der Nenndurchmesser resultiert in einem Dampfgehalt von 0,05.
Der zweite Referenzpunkt ist durch gleiche Druckverhältnisse im stationären Flüssighe-
liumspeicher definiert. Diese Bedingung ist annähernd bei Betrieb des Heliumverflüssigers
erfüllt (pDewar ≈ konstant). Aufgrund der Betriebszeiten der Heliumverflüssigungsanlage sind
in diesem Bereich auch die meisten Messwerte vorhanden (vgl. Messwerthäufung in Abbil-
dung 6.3). Im Fall der Referenzkonfiguration beträgt der resultierende Dampfgehalt 0,12.
Die Dampfgehalte der Leitungen HeTra 1 bis HeTra 3 liegen zwischen 0,08 und 0,10. Bei
unveränderten Druckverhältnissen wirkt sich demnach die Reduktion des Reibungsdruck-
verlusts nicht auf den Austrittsdampfgehalt aus. Allerdings ist der Gesamtmassenstrom
gegenüber der Referenzkonfiguration jeweils deutlich gesteigert.
6 ERGEBNISSE DER MESSTECHNISCHEN UNTERSUCHUNG 64
Die Dampfgehalte der Leitung HeTra 2 zeigen eine höhere Abhängigkeit vom Betriebszu-
stand der Verflüssigungsanlage. Für Gesamtmassenströme um 10 g/s wird bei betriebenem
Verflüssiger ein Dampfgehalt von 0,08, gegenüber 0,12 im Stillstand, ermittelt. Der Ein-
fluss des Betriebszustands des Verflüssigers ist zunächst in einer effektiveren Kühlung des
Hüllrohrs im stationären Speicher durch deponiertes Flüssighelium begründet, weshalb ge-
nerell niedrigere Dampfgehalte bei Abfüllungen während des Verflüssigerbetriebs beobachtet
werden. Als nachteilig erweist sich jedoch vor allem die Positionierung der Spacer bei der
Leitung HeTra 2.
Zur übersichtlicheren Darstellung enthält Abbildung 6.3 keine Fehlerbalken. Typische Werte
der Standardabweichung und der relativen Abweichung sind Tabelle 6.2 zu entnehmen.
Tabelle 6.2: Typische Werte der Standardabweichung und der relativen Abweichung der
Ermittlung des Dampfgehalts.
Transferleitung Standardabweichung σ rel. Abweichung σ/ |y | [-]
Dampfgehalt xAus
Referenz ± 0,05 ± 0,41
HeTra 1 ± 0,03 ± 0,34
HeTra 2 ± 0,02 ± 0,27
HeTra 3 ± 0,02 ± 0,33
Gesamtmassenstrom ṁges
Referenz ± 1,42 g/s ± 0,21
HeTra 1 ± 1,05 g/s ± 0,13
HeTra 2 ± 0,89 g/s ± 0,11
HeTra 3 ± 1,02 g/s ± 0,12
Der Austrittsdampfgehalt wird durch die simultan einwirkenden Verlustfaktoren Druckver-
lust und Wärmeeintrag generiert. Welcher dieser Faktoren dabei vorwiegend den Austritts-
dampfgehalt bestimmt, ist Abbildung 6.4 zu entnehmen. Der Anteil des Wärmeeintrags am
Austrittsdampfgehalt ist dabei für eine isobare Wärmezufuhr, analog den Ausführungen in
Abschnitt 3.2, berechnet. Generell nimmt der Anteil des durch Wärmeeintrag generierten
Dampfgehalts mit zunehmendem Massenstrom ab, da die aus dem statischen Wärmeeintrag
resultierende Enthalpieerhöhung nach Gleichung (5.1.3) eine Funktion des Massenstroms
ist. Des Weiteren ist festzustellen, dass bei betriebenem Verflüssiger bzw. bei hohen Drücken
im Flüssigheliumspeicher auftretende Druckverluste bis zu 80 % des Austrittsdampfgehalts
generieren. Damit sind zur Reduktion des Austrittsdampfgehalts insbesondere Maßnahmen
zur Verminderung des Druckverlusts umzusetzen.

























































































































































Abbildung 6.4: Anteile der Verlustgrößen Druckverlust und Wärmeeintrag am Austritts-
dampfgehalt.
Bei betriebenem Verflüssiger beträgt der Austrittsdampfgehalt der Referenzkonfiguration
0,12. Der durch Druckverlust generierte Anteil wird mit 0,07 und jener durch Wärmeein-
trag generierte Anteil mit 0,05 bestimmt. Bei niedrigen Massenströmen nimmt der Anteil
des Wärmeeintrags stetig zu, sodass für den kleinsten geförderten Massenstrom der Aus-
trittsdampfgehalt von 0,16 zu 85 % durch Wärmeeintrag generiert wird. Aufgrund des op-
timierten Isolationsaufbaus der nachfolgenden Konfigurationen wird im untersuchten Mas-
senstrombereich maximal die Hälfte des Austrittsdampfgehalts durch eingetragene Wärme
generiert. Dieser Anteil sinkt mit steigendem Massenstrom kontinuierlich auf etwa 20 %.
Daher sind die Konfigurationen HeTra 2 und 3 vor allem hinsichtlich eines verminderten
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Druckverlusts konzipiert. Für einen Massenstrom von 7,5 g/s beträgt der druckverlustindu-
zierte Dampfgehalt beider Leitungen folglich 0,04 gegenüber 0,06 bei der Leitung HeTra 1.
Für den Betrieb und die Auslegung einer Heliumverflüssigungsanlage ist insbesondere der
rückzuführende Gasvolumenstrom bedeutsam. Dieser setzt sich aus dem durch Kaltgasver-
drängung in der Transportkanne und dem in der Flüssigheliumtransferleitung generierten
Gasvolumenstrom zusammen. Die Kaltgasverdrängung (bis zu 10 m3Norm pro 100 l Trans-
portkanne) erfolgt kontinuierlich und unvermeidlich, weshalb dieser Anteil nachfolgend nicht
näher betrachtet wird. Abbildung 6.5 zeigt den Verlauf des Gasvolumenstroms bei kontinu-














































Abbildung 6.5: Aufgrund von Verdampfungsverlusten rückzuführender Gasvolumenstrom.
Für die Referenzkonfiguration ergibt sich bei einer mittleren Transferrate von 3,3 lLHe/min
ein Gasvolumenstrom von V̇g,Aus = 0,30 m3Norm/min. Für die Konfigurationen HeTra 1 und
HeTra 2 liegt der Vergleichswert bei 0,18 m3Norm/min. Bei der Leitung HeTra 3 stellt sich ein
Gasvolumenstrom von 0,14 m3Norm/min ein. Insgesamt reduziert sich damit das in der Trans-
ferleitung generierte Gasvolumen von 8,7 m3Norm auf 5,2 bzw. 4,0 m3Norm. Die Reduktion um
4,7 m3Norm Kaltgas entspricht einer Einsparung von ca. 6,8 lLHe. Bei ähnlichen Druckverhält-
nissen im Flüssigheliumspeicher sinkt das während des kontinuierlichen Transfers generierte
Kaltgasvolumen von 8,7 m3Norm auf 5,1 m3Norm. Es müssen demnach 5 lLHe weniger aus dem
Flüssigheliumspeicher entnommen werden, um eine 100 l Transportkanne zu füllen. Das
durch Einkühlen und Nachverdampfen generierte Kaltgas ist dabei nicht berücksichtigt.
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6.4 Transferrate
Der spezifische Reibungsdruckverlust der Transferleitung sowie der durch Verdampfungs-
verluste generierte Dampfgehalt bestimmen die erzielbare Transferrate ṁf,Aus. Jene defi-
niert, welche Flüssigheliummenge pro Zeiteinheit die Transferleitung am Austritt verlässt
und somit in der Transportkanne deponiert wird. Mit dem in Abbildung 4.1 dargestellten
Messaufbau ist die Transferrate allerdings nur indirekt messbar. Direkt messbar ist hinge-
gen die zeitliche Änderung des Kannengewichts. Nach Gleichung (3.2.2) ist diese kleiner
als die Transferrate, da gleichzeitig vergleichsweise dichtes Heliumkaltgas durch deponiertes
Flüssighelium verdrängt wird. Abbildung 6.6 zeigt die zeitlichen Verläufe der Transportkan-





































Abbildung 6.6: Messwerte des Volumenstroms und der Kannenmassenänderung für die
Transferleitung HeTra 1 bei eingeschaltetem Verflüssiger.
Zu Beginn des Transfervorgangs werden große Mengen gasförmigen Heliums zurückge-
führt, da die Transferleitung auf die Betriebstemperatur abgekühlt werden muss. Dabei
wird das entnommene Flüssighelium vollständig verdampft und überhitzt. Zum Ende des
Einkühlvorgangs sinkt der Volumenstrom in der Rückleitung auf ein Minimum. In diesem
Zeitraum bewirkt die starke Abkühlung des Kaltgasvolumens in der Transportkanne sowie
in der angeschlossenen Rückleitung eine große Dichteerhöhung. Gleichzeitig nimmt das Ge-
wicht der Transportkanne am stärksten zu. Anschließend streben sowohl der rückgeführte
Volumenstrom als auch die zeitliche Änderung des Kannengewichts ihren Beharrungszu-
ständen entgegen. Das Signal der Waage ist, dem Messaufbau geschuldet, vergleichsweise
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stark verrauscht (Aufhängung der Transferleitung, Kopplung der Transportkanne mit der
Heliumrückleitung, hochdynamischer Füllvorgang). Daher wird die Transferrate im Behar-
rungszustand über einen Zeitraum von 10 min gemittelt. In Abbildung 6.7 sind die mittleren
Transferraten aller untersuchten Konfigurationen enthalten. Grundlage für die Ermittlung
der Transferrate ist die in Abschnitt 3.2 aufgestellte Massenbilanz um die Transportkanne









































































Abbildung 6.7: Mittlere Transferraten der vermessenen Transferleitungen.
Bei der betrachteten Anordnung ist der Mediendruck am Leitungseintritt die Triebkraft
des Flüssigheliumtransfers. Hierbei bilden sich zwei charakteristische Druckbereiche heraus.
Wird der Verflüssiger während des Abfüllvorgangs betrieben, liegt ein relativ konstanter
Eintrittsdruck im Bereich von 0,1350 bis 0,1400 MPa vor. Auftretende Schwankungen des
Eintrittsdrucks resultieren aus der Hysterese der Druckhaltesteuerung der Verflüssigungsan-
lage. Bei Nichtbetrieb der Verflüssigungsanlage sinken der statische Speicherdruck und die
Transferrate mit fortlaufender Abfülldauer. Der erfasste Druckbereich für diesen Betriebs-
zustand erstreckt sich von 0,1100 bis 0,1500 MPa.
Bei betriebenem Verflüssiger beträgt die mittlere volumetrische Transferrate der Referenz-
konfiguration 3,3 lLHe/min (6,8 g/s). Als Folge des reduzierten Wärmeeintrags steigt dieser
Wert bei Einsatz der Leitung HeTra 1 auf 3,8 lLHe/min (7,9 g/s). Durch konstruktive Ände-
rungen, insbesondere die Verwendung eines größeren Wellrohrdurchmessers, erhöht sich die
Transferrate der Leitung HeTra 2 auf 4,0 bis 4,3 lLHe/min (8,2 bis 8,8 g/s). Mit der finalen
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Konfiguration wird schließlich eine volumetrische Transferrate von 4,8 lLHe/min (9,9 g/s)
erzielt. Damit steigt die Transferrate bei Einsatz der optimierten Transferleitung HeTra 3
um 46 % gegenüber der Referenzkonfiguration. Gegenüber den Leitungen HeTra 1 und
HeTra 2 steigt die Transferrate um 26 % bzw. 16 %. Als Konsequenz der gesteigerten
Transferrate sinkt die erforderliche Abfüllzeit bei betriebenem Verflüssiger für eine Trans-
portkanne mit einem Fassungsvermögen von 100 lLHe von 31 auf 19 min. Die Abfüllzeit
entspricht dem Zeitraum zwischen dem manuellen Öffnen des Absperrventils und der au-
tomatischen Abschaltung des Transfervorgangs infolge des steigenden Druckniveaus in der
Heliumrückführung.
Bei der Bewertung der erzielten Transferraten muss berücksichtigt werden, dass einzig die
Leitung HeTra 3 mit einem Fußventil zur Vermeidung thermoakustischer Oszillationen ver-
sehen ist, welches die erzielbare Transferrate funktionsbedingt um etwa 10 % senkt. Aus
sicherheitstechnischen Aspekten ist die Verwendung eines Fußventils jedoch unumgänglich
(vgl. Abschnitt 6.6.1). Typische Werte der Standardabweichung der Transferrate und des
Eintrittsdrucks sind in Tabelle 6.3 angegeben.
Tabelle 6.3: Typische Werte der Standardabweichung und der relativen Abweichung der
Ermittlung der Transferrate.
Transferleitung Standardabweichung σ rel. Abweichung σ/ |y | [-]
Transferrate ṁf,Aus
Referenz ± 1,24 g/s ± 0,21
HeTra 1 ± 0,92 g/s ± 0,13
HeTra 2 ± 0,77 g/s ± 0,10
HeTra 3 ± 0,89 g/s ± 0,11
Eintrittsdruck pEin
Referenz ± 0,0003 MPa ± 0,0024
HeTra 1 ± 0,0005 MPa ± 0,0035
HeTra 2 ± 0,0005 MPa ± 0,0040
HeTra 3 ± 0,0005 MPa ± 0,0040
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6.5 Einkühl- und Aufwärmverhalten
Auf der Außenwand der Prozessleitung installierte Temperatursensoren erlauben qualitative
Rückschlüsse über das Einkühl- und Aufwärmverhalten der untersuchten Versuchstransfer-
leitungen. In Abbildung 6.8 ist beispielhaft der Temperaturverlauf der Leitung HeTra 1
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Abbildung 6.8: Temperaturmesswerte der Transferleitung HeTra 1.
Es ist zu erkennen, dass die Montage der Temperatursensoren auf der Rohraußenwand des
Innenrohrs, außer bei der Messung der Eintrittstemperatur TEin, zu systematischen Ab-
weichungen führt. Ursache hierfür ist vermutlich ein thermischer Kontakt zwischen den
Sensoren und der innersten MLI-Lage sowie eine unzureichende thermische Anbindung der
Temperatursensoren an die Prozessleitung. Die gemessenen Temperaturen liegen im Bereich
von 6 K (T2) bis 9 K (T4). Die systematische Abweichung gegenüber der Sättigungstem-
peratur (4,6 bis 4,3 K) ist somit größer als die maximale Messunsicherheit der Temperatur-
sensoren von ± 0,25 K. Dennoch folgt aus dem dargestellten Temperaturverlauf, dass sich
die Betriebstemperatur bereits etwa 2 min nach Öffnen des Absperrventils einstellt, sofern
die Transferleitung nicht von Umgebungstemperatur eingekühlt werden muss. Aufgrund der
niedrigen Wärmekapazität und der geringen Kaltmasse der Konstruktionselemente erwärmt
sich die Transferleitung außerdem vergleichsweise schnell nach Ende des Transfers. Im Be-
reich des Absperrventils wird 2 min nach Schließen des Absperrventils eine Temperatur von
annähernd 50 K gemessen. Die Temperaturen TEin bis T2 steigen im gleichen Zeitraum auf
etwa 20 K.
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In Abbildung 6.9 sind die Temperaturverläufe unmittelbar nach Start bzw. Ende des Flüs-
sigheliumtransfers für alle drei Versuchstransferleitungen enthalten. Zur Verdeutlichung des
Einflusses der konstruktiven Änderungen dient hierbei die Umgebungstemperatur als ein-
heitliche Starttemperatur. Die geringere Starttemperatur der Transferleitung HeTra 1 von



















































Abbildung 6.9: Temperaturverlauf beim Einkühlen und Aufwärmen.
Zwischen den einzelnen Versuchstransferleitungen besteht kein systematischer Unterschied
im Temperaturverlauf beim Einkühlen. Die Aufgrund der erweiterten hydraulischen Durch-
messer zunehmende Masse von HeTra 1 nach HeTra 3 wird durch den gesteigerten Mas-
senstrom beim Einkühlen kompensiert. Das während des Einkühlens generierte Gasvolumen
steigt von 1,6 m3Norm (HeTra 1) auf 2,6 m3Norm für die finale Konfiguration HeTra 3. Im
Referenzzustand beträgt der entsprechende Wert 2,2 m3Norm. Der zeitliche Nachlauf der
Temperatur T4 gegenüber T1 verdeutlicht das Voranschreiten der Temperaturfront entlang
des Strömungspfads. Als Folge der verbesserten thermischen Anbindung der Temperatur-
sensoren bei der Leitung HeTra 3 wird im Beharrungszustand eine Temperatur von 6 K
gemessen. Die systematische Abweichung gegenüber der Sättigungstemperatur sinkt dem-
nach um ca. 4 K im Vergleich zu den ersten beiden Versuchstransferleitungen.
Zur Analyse des Aufwärmverhaltens dient der Zeitpunkt des Schließens des Absperrventils
als Bezugspunkt in Abbildung 6.9b. Nach Ende des Transfers steigen sowohl T1 als auch
T4 bei der Leitung HeTra 2 am stärksten, sodass am Ende des Betrachtungszeitraums
die höchsten Temperaturen aller untersuchten Konfigurationen gemessen werden. Dieses
Verhalten ist ein zusätzliches Indiz dafür, dass der vollständige Verzicht auf MLI in den ver-
tikalen Abschnitten bei der Leitung HeTra 2 nachteilig ist. Zwischen den Konfigurationen
HeTra 1 und HeTra 3 besteht kein systematischer Unterschied im Aufwärmverhalten.
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6.6 Schwingungsneigung der Transferleitung im Stillstand
6.6.1 Auftreten thermoakustischer Oszillationen
In Abbildung 6.10 ist der typische Temperatur- und Druckverlauf während des Betriebs und
Stillstands einer Transferleitung mit und ohne installiertem Fuß- bzw. Bodenventil darge-
stellt. Demnach ist während des Flüssigheliumtransfers keine Schwingung zu beobachten,





















































Abbildung 6.10: Zeitlicher Verlauf von Temperatur und Amplitude bei Einsetzen einer ther-
moakustischen Oszillation (Abkürzung FV: Werte sind mit einem stets geöffneten Fußventil
am Eintritt der Transferleitung ermittelt).
Nach Abschluss des Flüssigheliumtransfers steigt die Temperatur der medienführenden Lei-
tung vom Niveau der Betriebstemperatur mit bis zu 3,5 K/min an. Erreichen die Tempe-
raturen T1 und T3 einen Wert zwischen 100 und 120 K (αT1 = 22 bis 27), setzt eine
thermoakustische Oszillation mit einer Amplitude von 0,4 bis 0,7 kPa ein. Trotz der ein-
tretenden Schwingung erwärmt sich die Transferleitung aufgrund des Wärmeeintrags von
der Umgebung fortwährend. Ab einer Temperatur von 220 bis 250 K (αT1 = 49 bis 56)
wird eine plötzliche Verstärkung der Druckamplitude auf ca. 3 kPa registriert, wenn kein
geöffnetes Fußventil am Eintritt der Transferleitung installiert ist. Im Zuge der Verstärkung
der Schwingungsamplitude sinkt die Temperatur T1 infolge des erhöhten Wärmetransports
vom warmen zum kalten Ende der Transferleitung kontinuierlich auf einen Minimalwert
von ca. 160 K, während sich T3 der Umgebungstemperatur annähert. Die Amplitude der
Schwingung erreicht für T1 = 160 K einen Maximalwert von 5,6 kPa bei einem Mitteldruck
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in der Transferleitung zwischen 130 und 140 kPa. Nach Luck und Trepp [1992a] ist die
auftretende Druckamplitude u. a. umgekehrt proportional zum Längenverhältnis. Aus Ab-
bildung 6.13 (S. 76) folgt, dass bei maximaler Druckamplitude ξ ≈ 1 und damit minimal
ist. Bei diesem Längenverhältnis ist der von der Stabilitätskurve eingeschlossene Bereich
bzw. die Schwingungsneigung am größten.
Beim betrachteten Transfersystem treten mehrere Effekte auf, die einer weiteren Verstär-
kung der Schwingungsamplitude über deren Maximalwert hinaus entgegenwirken. Die Aus-
prägung der thermoakustischen Oszillation wird durch das Temperaturverhältnis und die
wärmeübertragende Fläche im warmen Teil der Transferleitung sowie durch die Trägheits-
kraft der schwingenden kalten Gassäule und die Reibkraft der eingeschlossenen warmen
Gassäule bestimmt. Mit zunehmender kalter Länge lk sinkt die wärmeübertragende Flä-
che, während die Trägheitskraft stetig zunimmt. Gleichzeitig nimmt der Wärmetransport
vom Hüllrohr zum inneren Rohr bei sinkenden Temperaturen der Gassäule zu. Im Ergebnis
dieser Einflüsse steigt die Temperatur T1 erneut an, wodurch die kalte Länge schrumpft
und die Schwingungsamplitude zurückgeht. Die Temperatur T3 verharrt währenddessen
auf Umgebungstemperaturniveau. Erreicht die Temperatur T1 das kritische Temperaturni-
veau (T1 ≈ 210 K), bei dem die erste Verstärkung der Amplitude beobachtet wird, erhöht
sich die Druckamplitude spontan um 1 kPa. Die erneute Verstärkung ist aufgrund der er-
höhten Reibkraft im warmen Abschnitt der Transferleitung vermindert. Die Reibkraft wird
durch die warme Gassäule dominiert, da die kinematische Viskosität bei Umgebungstempe-
ratur in etwa viermal größer ist als bei der Siedetemperatur. Der Zyklus von Verstärkung
und Abschwächung der thermoakustischen Oszillation wird bei fortgesetztem Stillstand der
Transferleitung wiederholt beobachtet. Der Übergang von der kalten zur warmen Länge
verschiebt sich dabei kontinuierlich in Richtung des tiefkalten Heliumreservoirs, weshalb
sich der Grad der Verstärkung stetig reduziert. Infolgedessen nähert sich auch die Tempe-
ratur T1 dem Temperaturniveau der Umgebung an. Bei genügend langen Stillstandszeiten
beträgt die Schwingungsamplitude für T1 ≈ T3 ≈ 300 K etwa 0,4 kPa. Für diesen Fall liegt
das Längenverhältnis bei ξ = 4,5 und der Übergang von der kalten zur warmen Länge nur
ca. 820 mm über dem Eintritt der Transferleitung (vgl. Abbildung 6.13).
Nach der Installation eines stets geöffneten Fußventils am Eintritt der Transferleitung wird
zu keiner Zeit eine Schwingungsamplitude größer 0,5 kPa beobachtet. Verursacht wird die
Dämpfung der Schwingung durch den erhöhten turbulenten Verlustanteil bt am Eintritt der
Transferleitung (vgl. Abbildung 6.15). In der Folge steigt die Temperatur der eingeschlos-
senen Gassäule durch den Wärmeeintrag aus der Umgebung kontinuierlich an. Erreicht die
Temperatur das Umgebungstemperaturniveau, ergibt sich ein Längenverhältnis von ξ = 5,9
bzw. eine kalte Länge von ca. 660 mm. Abbildung 6.11 enthält zum Vergleich Messwerte
für eine Schwingung mit hoher bzw. niedriger Amplitude. Aus den Druckmesswerten kann
in guter Näherung die Grundform einer harmonischen Sinusschwingung abgeleitet werden.
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T1 = 165 K
T1 = 293 K (FV)
(b) Frequenz.
Abbildung 6.11: Amplitude und Frequenz der thermoakustischen Oszillation (Abkürzung FV:
Werte sind mit einem stets geöffneten Fußventil am Eintritt der Transferleitung ermittelt).
Nach Abbildung 6.11a besitzen die beiden Schwingungsamplituden eine charakteristische
Frequenz. Bei maximaler Amplitude beträgt die ermittelte Frequenz 6 Hz. Eine Frequenz von
9 Hz tritt bei einer Schwingungsamplitude von 0,4 kPa auf. Abschließend ist festzuhalten,
dass die betrachteten Transferleitungen im Stillstand zu thermoakustischen Oszillationen
neigen. Die typischen Stillstandsparameter αT1 = 22 bis 66 und Yk = 69 bis 83 liegen stets
im von den beiden Grenzkurven des Stabilitätsdiagramms eingeschlossenen Bereich (vgl.
Abbildung 3.7a, S. 28).
6.6.2 Ermittlung des Temperaturprofils
Wie die vorhergehenden Betrachtungen zeigen, beeinflusst die kalte Länge bzw. die axiale
Position des Übergangs von der kalten zur warmen Länge der Transferleitung die Ausprägung
der thermoakustischen Oszillation. Zwar ist es mittels der eingebauten Druck- und Tempe-
ratursensoren möglich, das Auftreten von thermoakustischen Oszillationen zu beobachten
und deren Amplitude und Frequenz zu bestimmen. Allerdings ist der Abstand zwischen den
einzelnen Temperatursensoren zu groß, um aus den Messwerten ein detailliertes Tempera-
turprofil und damit die exakte kalte Länge ermitteln zu können. Die Betrachtungen von Rott
[1973] sowie Luck und Trepp [1992a] zeigen jedoch, dass der Temperaturverlauf zwischen
den beiden Temperaturplateaus der warmen und der kalten Länge mit einer s-förmigen
Funktion angenähert werden kann. Zu diesem Zweck wird eine logistische Verteilung der
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wobei σ = lz/lges die aktuelle dimensionslose Position, σk = lk/lges die dimensionslose Posi-
tion des Übergangs von der warmen zur kalten Länge bzw. der Wendepunkt der logistischen
Verteilung und β ein spezifischer Faktor der Verteilung ist. Die daraus abgeleiteten Tem-
peraturprofile sowie die zugehörigen Temperaturmesswerte ausgewählter Druckamplituden















σ = lz / lges [−]
p̂1 = 0,3  kPa (FV)
p̂1 = 0,7  kPa
p̂1 = 3,2  kPa
p̂1 = 4,3 kPa
p̂1 = 5,5 kPa
Temperaturmesswerte
Abbildung 6.12: Angenäherte Temperaturprofile ausgewählter Druckamplituden [In Anleh-
nung an: Dittmar et al., 2015].
Bei Verwendung eines geöffneten Fußventils am Transferleitungseintritt bzw. bei niedrigen
Schwingungsamplituden bildet sich ein vergleichsweise steiles Temperaturprofil in der ein-
geschlossenen Gassäule aus. Mit zunehmender Intensität der Schwingung nähert sich der
Temperaturverlauf einem linearen Profil an. Ein lineares Temperaturprofil wirkt sich im
Allgemeinen dämpfend auf eine thermoakustische Oszillation aus. Somit wirkt ein weiterer
Effekt einer Verstärkung der Druckamplitude über deren Maximalwert hinaus entgegen. Aus
den angenäherten Temperaturprofilen kann der Übergang von der warmen zur kalten Länge
abgeleitet werden, da dieser dem Wendepunkt der logistischen Funktion σk entspricht [Rott,
1973, S. 56]. Die abgeleiteten Werte des Längenverhältnisses ξ sowie der dimensionlosen
kalten Länge σk sind in Abbildung 6.13 für die untersuchte Transferleitung ohne Fußventil
dargestellt. Danach liegt der Übergang von der kalten zur warmen Länge des Innenrohrs
bei maximaler Amplitude außerhalb des Flüssigheliumspeichers. Die entsprechende Bezugs-
höhe ist durch die Lage der Quetschverschraubung des oberen Deckelflanschs definiert. Mit
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steigender Temperatur T1 verschiebt sich der Übergang in Richtung des Flüssigheliums, bis










































Abbildung 6.13: Gemäß Gleichung (6.6.1) abgeleitete Werte von ξ und σk.
6.6.3 Berechnung von Druckamplitude und Frequenz
Nach Gleichung (3.4.7) ist die Druckamplitude der thermoakustischen Oszillation u. a. von
den Stoffeigenschaften der kalten Gassäule abhängig. Diese werden für das Kaltgas im
Sättigungszustand ermittelt. Die durchgeführten Messungen zeigen, dass die Eintrittstem-
peratur (Temperaturmessstelle liegt etwa 260 mm oberhalb des Eintritts) direkt nach Ende
des Flüssigheliumtransfers auf bis zu 35 K ansteigt. Nach Einsetzen der thermoakustischen
Oszillation sinkt die gemessene Eintrittstemperatur auf 18 bis 24 K. Erst bei Verstärkung
der Amplitude sinkt die Eintrittstemperatur auf das Niveau der Siedetemperatur (vgl. Ab-
bildung 6.14). Untersuchungen von Kuzmina [1992, S. 18] und Bannister [1966, S. 128] in
Heliumsystemen zeigen, dass infolge der thermoakustischen Oszillation periodisch Flüssig-
helium in die Leitung eingesaugt und Heliumkaltgas ausgestoßen wird. Dies führt zu einem
intensiven Wärmetransport zwischen der schwingenden Gassäule in der Transferleitung und
dem gespeicherten Flüssighelium sowie zu einer effektiven Kühlung des Transferleitungs-
eintritts. Der periodische Wechsel zwischen Einsaugen und Ausstoßen resultiert in einer
schwingenden Eintrittstemperatur. Aufgrund der niedrigen Abtastrate der Temperatursi-
gnale von 2 s sind exakte Frequenz- und Amplitudenwerte nicht ermittelbar.
























































Abbildung 6.14: Zeitlicher Verlauf von Eintrittstemperatur und Druckamplitude in einer
Transferleitung mit und ohne geöffnetem Fußventil.
Neben den Stoffwerten wird zur Lösung von Gleichung (3.4.7) auch das Verhältnis PProp/bt
benötigt. Die Größe PProp ist ein von Luck und Trepp [1992a] eingeführter Proportionali-
tätsfaktor zur Leistungsberechnung der thermoakustischen Oszillation. Da im vorliegenden
Fall die Leistung nicht von Interesse ist, wird die genaue Bestimmung von PProp im Rahmen
dieser Arbeit nicht verfolgt. Der turbulente Verlustkoeffizient bt wird wesentlich von der Ein-
trittsgeometrie bestimmt. Zu dessen exakter Ermittlung sind entsprechende Versuche zum
Anlaufverhalten der thermoakustischen Oszillation durchzuführen. Diese sind jedoch nicht
mit dem verwendeten Versuchsaufbau durchführbar. Daher wird das leitungsspezifische Ver-
hältnis PProp/bt unter Verwendung der gemessenen Druckamplituden nach Gleichung (3.4.7)
ermittelt. Die Ergebnisse dieser Betrachtung sind in Abbildung 6.15 enthalten. Es ist fest-
zustellen, dass das Verhältnis PProp/bt zwischen ξ = 1 bis 2 stark vom Längenverhältnis
abhängt, da in diesem Bereich eine Verstärkung der Amplitude mit zunehmender kalter
Länge beobachtet wird. Für ξ > 2 strebt das Verhältnis jedoch einem konstanten Wert
von PProp/bt = 0,0405 entgegen. Durch Installation des stets geöffneten Fußventils verdop-
pelt sich der turbulente Verlustkoeffzient bt, wodurch die Verlustgrößen die Gesamtbilanz
der thermoakustischen Oszillation überwiegen. Eine Verstärkung der Schwingung tritt nicht
auf. Die Applikation eines geöffneten Fußventils ist demnach eine effektive Möglichkeit,
thermoakustische Oszillationen zu dämpfen, ohne große Änderungen des Transferleitungs-
designs vornehmen zu müssen.















































ξ = lw / lk
PProp/bt ohne Fußventil
PProp/bt mit Fußventil
rel. Abweichung nach Gleichung (3.4.8)
rel. Abweichung nach Luck und Trepp
Abbildung 6.15: Spezifisches Verhältnis PProp/bt der Leitung HeTra 2 und relative Genau-
igkeit der Berechnung der Druckamplitude.
Mit den ermittelten Werten von PProp/bt kann die Druckamplitude mit einer maximalen Ab-
weichung von ± 10 % berechnet werden. Parallel sind Ergebnisse der Berechnung mit einem
veröffentlichten Wert PProp/bt = 0,045 dargestellt [Luck und Trepp, 1992a, S. 695-696].
Bei Verwendung dieses Werts erhöht sich die maximale Abweichung auf ± 20 %, wobei die
Abweichung tendenziell mit sinkendem ξ zunimmt.
Die Anwendung von Abbildung 3.10 führt für den Fall der Schwingung mit hoher Amplitude
zu Frequenzen zwischen 6,0 und 6,7 Hz. Auch der Trend einer ansteigenden Frequenz bei
sinkender Amplitude wird durch die Theorie von Rott [1973] erfasst. Für den Fall, dass eine
Schwingung mit niedriger Amplitude auftritt, folgt aus Abbildung 3.10 eine Frequenz von
8,7 Hz. Die abgeschätzten Frequenzen stimmen demnach mit den tatsächlich auftretenden
Frequenzen überein (vgl. Abbildung 6.11b). Alle für die Frequenzberechnung erforderlichen
Stoffwerte am kalten Ende der Transferleitung werden bei der Siedetemperatur bestimmt.
Im Rahmen der Auslegung eines Transfersystems ist aufgrund sicherheitstechnischer Aspek-
te vor allem von Interesse, ob das betrachtete System prinzipiell zu Schwingungen neigt und
welche Druckamplituden und Frequenzen zu erwarten sind. Unter Beachtung der von Rott
[1973] veröffentlichten Stabilitäts- und Frequenzdiagramme und mittels Gleichung (3.4.7)
kann diese Abschätzung hinreichend genau erfolgen.
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6.6.4 Resultierender Wärmeeintrag in den Heliumspeicher
Der aufgrund der thermoakustischen Oszillation verstärkte Wärmetransport in Richtung
des Flüssigheliumspeichers führt zu einer erhöhten Verdampfungsrate. Damit einher geht
ein verstärkter Anstieg des Speicherdrucks, wenn das anfallende Heliumgas nicht aus dem
Speicher abgeführt werden kann. Bei Erreichen des maximalen Betriebsüberdrucks erfolgt
ein unkontrolliertes Abblasen des Heliums an die Umgebung. Neben dem erhöhten Rückver-
flüssigungsaufwand sind somit auch sicherheitstechnische Aspekte bei der Bewertung der
thermoakustischen Oszillation in Heliumtransfersystemen von Belang.
Der Wärmeeintrag durch die thermoakustische Oszillation wird indirekt über den Druck-
anstieg und den parallel aus dem Heliumspeicher abgeführten Gasmassenstrom, unter der
Annahme einer quasi-isochoren Zustandsänderung, berechnet (vgl. Anhang F ab S. 107).
Die Ergebnisse dieser Berechnung sind in Tabelle 6.4 aufgeführt.
Tabelle 6.4: Wärmeeintrag und Verdampfungsrate des Flüssigheliumspeichers.
Schwingungsmodus
Wert hohe Amplitude niedrige Amplitude Speicherdewar1
Gesamtwärmeeintrag Q̇ges [W] 22,5 (± 0,82) 14,9 (± 0,30) 12 (± 1,35)
Verdampfungsverlust ∆Vf [lLHe/h] 2,6 1,1 1,0
1 Wert gilt für den Speicherdewar ohne eingebaute Transferleitung jedoch mit allen übrigen Einbauten,
wie Füllstandssonde, Maschinenheber etc.
Befindet sich keine Transferleitung im Speicher, beträgt die Ruheverdampfung im vorliegen-
den Fall ca. 1 % der Gesamtspeicherkapazität pro Tag. Bei einer ausgeprägten thermoakus-
tischen Oszillation mit hoher Amplitude verdoppelt sich die eingetragene Wärme und es
gehen 2,5 % der Gesamtspeicherkapazität an Flüssighelium pro Tag durch Verdampfung
verloren. Abzüglich der Ruheverdampfung des Flüssigheliumspeichers bedeutet dies einen
zusätzlichen Verdampfungsverlust von 37 lLHe pro Tag. Bei Applikation eines stets geöff-
neten Fußventils am Transferleitungseintritt steigt der Verdampfungsverlust gegenüber der
Ruheverdampfung um lediglich 10 %. Dieser zusätzliche Wärmeeintrag ist vor allem unter
sicherheitstechnischen Aspekten tolerierbar. Die vorliegenden Messungen bestätigen außer-
dem die Ergebnisse von Haycock [1980, S. 144], wonach sich die eingetragene Wärme
proportional zur Amplitude verhält, Q̇TAO ∝ p̂2 ·
√
f .
6.6.5 Dämpfung thermoakustischer Oszillationen
Die durchgeführten Messungen zeigen, dass ein am Transferleitungseintritt installiertes Fuß-
bzw. Bodenventil thermoakustische Oszillationen effektiv und zuverlässig dämpft. Das im
vorliegenden Fall stets geöffnete Ventil reduziert auf diese Weise die Verdampfungsverluste
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im stationären Flüssigheliumspeicher. Vorteil des Fußventils ist dessen einfache Montage am
Transferleitungseintritt. Darüber hinaus bedarf es funktionsbedingt keines weiteren Eingriffs
von Außen z. B. durch das Bedienpersonal der Abfülleinrichtung.
Zur Dämpfung thermoakustischer Oszillationen empfiehlt es sich außerdem, das Steigrohr
im stationären Speicher über dessen gesamte Länge doppelwandig und mit Vakuumisolation
auszuführen. Andernfalls führt die Wärmeleitung zu einer definierten kalten Länge, die in
etwa der unisolierten Länge im stationären Speicher entspricht. Bei ungünstigen geometri-
schen Verhältnissen führt dies zu einem Längenverhältnis von ξ ≈ 1. Eine Transferleitung
mit unisoliertem Steigrohr neigt demnach stets stärker zu thermoakustischen Schwingungen
als eine vakuumisolierte Konfiguration [Kuzmina, 1992, S. 14]. Gleichzeitig bewirkt die Iso-
lation im Bereich der kalten Länge ein weniger steiles axiales Temperaturprofil, wodurch die









Abbildung 6.16: Installiertes Fußventil (Ansicht um 90◦ gedreht) [Quelle: CryoVac, 2014].
Alternativ wird auch ein Kurzschluss zwischen dem Austritt der Transferleitung und dem
Gasraum des stationären Speichers an Flüssigheliumanlagen praktiziert. Hierzu wird eine
Schlauchverbindung zwischen der Transferleitung und dem oberen Deckelflansch des Spei-
chers, an dem sich in der Regel ein Zugang zum Gasraum des Speichers befindet, verlegt.
Da in diesem Aufbau die Grundvoraussetzung eines halb-offenen Rohrs nicht gegeben ist,
ist die Entstehung thermoakustischer Oszillationen ausgeschlossen. Nachteil dieser Metho-
de ist jedoch, dass der Anschluss der Transferleitung an den Gasraum nach jedem Abfüllen
bzw. vor längeren Stillstandszeiten manuell erfolgen muss.
Thermoakustische Schwingungen können auch durch den Einsatz eines Helmholtzresonators
gedämpft werden. Im Grundaufbau besteht ein solcher Resonator aus einer Drossel bzw. ei-
nem Kapillarrohr mit angeschlossenem Gasvolumen. Ein solcher Resonator kann im Bereich
der warmen Länge senkrecht zur Strömungsrichtung oder am warmen Ende in Strömungs-
richtung installiert werden [Luck und Trepp, 1992b, S. 705-706]. Weiterführende Hinweise
zur Auslegung eines solchen Resonators geben die Autoren Tward und Mason [1981].
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6.7 Reibungsdruckverlust in parallel gewellten Rohren
Zur Erfassung des Reibungsdruckverlusts von Wellrohren wird der in Abschnitt 4.2 vorge-
stellte Kryostat verwendet. Das Messprogramm umfasst insgesamt drei Wellrohrtypen mit
unterschiedlichen Wellenformen in den Nennweiten DN6, DN8 und DN10. Die genauen geo-
metrischen Parameter sind in Tabelle 4.2 auf S. 41 zusammengefasst. Zu Referenzzwecken
wir zusätzlich ein Glattrohr mit einem Innendurchmesser von 5,6 mm untersucht. Das Glatt-
rohr ist identisch mit dem in den ersten beiden Transferleitungen eingesetzten Edelstahlrohr
der starren Abschnitte. Abbildung 6.17 zeigt die Messwerte des Gesamtdruckverlusts eines







































































Abbildung 6.17: Messwerte des Gesamtdruckverlusts eines sinusförmigen Wellrohrs.
Durch Verwendung eines Wellrohrs erhöht sich der Druckverlust um ein Vielfaches gegen-
über einem Glattrohr mit vergleichbarem Innendurchmesser. Bei der untersuchten Nenn-
weite DN6 ist der Druckverlust bei Verwendung eines Wellrohrs in etwa 3,5 mal größer als
jener des Glattrohrs. Die Messwerte zeigen außerdem, dass der Gesamtdruckverlust durch
Wahl des Nenndurchmessers DN8 um bis zu 60 % gegenüber dem DN6-Wellrohr sinkt. Bei
Verwendung der Nennweite DN8 wird ein mit dem Glattrohr vergleichbarer Druckverlust
erzielt. Dies bestätigt die allgemeine Annahme, dass der hydraulische Durchmesser eines
Wellrohrs um 20 bis 40 % gegenüber einem Glattrohr erhöht werden muss, um den höhe-
ren Reibungsbeiwert auszugleichen [Fa. Witzenmann, 2014, S. 249]. Das Wellrohr mit der
Nennweite DN10 erzeugt einen um weitere 20 % reduzierten Druckverlust. Bezogen auf die
Standardabweichung beträgt der relative Fehler aller Messungen weniger als ± 15 %.
Neben der Nennweite beeinflusst auch die Geometrie des Wellrohrs den resultierenden
Druckverlust. Der Einfluss der Wellenform ist in Abbildung 6.18 dargestellt.

































































Sinusform gestreckt 8,5 mm
Omegaform 8,2 mm
(b) Nennweite DN8.
Abbildung 6.18: Einfluss der Wellenform auf den resultierenden Gesamtdruckverlust.
Die untersuchte Omegaform weist den größten Druckverlust aller drei Wellrohrtypen auf.
Eine Verwendung dieses Wellrohrtyps ist daher unter der Zielvorgabe eines minimierten
Druckverlusts nicht zu empfehlen. Die resultierenden Druckverluste des gestreckten sinus-
förmigen Wellrohrtyps liegen für die Nennweiten DN6 und DN8 unter denen der normalen
Sinusform. Die ermittelten Messwerte bestätigen demnach die Erkenntnisse von Gerlach
et al. [1973, S. 221], wonach eine weite Öffnung der Welle in Richtung des strömenden
Fluids vorteilhaft für den resultierenden Druckverlust ist.
Untersuchungen einer Wasserströmung durch ein Rohr mit dem Durchmesser 50 mm zei-
gen, dass ein Liner im Wellrohr den Reibungsdruckverlust um bis zu 50 % reduziert [Gerlach
et al., 1973, S. 223]. Als Liner wird ein in das Wellrohr eingezogenes Schutzrohr bezeichnet,
welches eine, im Vergleich zum Wellrohr, weniger raue Oberfläche und damit eine geringe-
re Verwirbelung der Strömung erzeugen soll. Allerdings zeigen eigene Untersuchungen mit
Linern aus Glasgewebeschlauch (vgl. Ergebnisse HeTra 2), Teflon und einem Edelstahlge-
flecht stets einen negativen Effekt auf den resultierenden Druckverlust. Die untersuchten
Nennweiten sind daher nicht für den Einsatz eines Liners geeignet, da die vergleichsweise
starke Einschränkung des freien Durchmessers, bedingt durch die Wandstärke des verwen-
deten Liner-Materials, die Wirkung des reduzierten Reibungsbeiwerts aufwiegt.
Zur Berechnung der spezifischen Reibungsbeiwerte dient eine auf den Testkryostaten zuge-
schnittene Abwandlung des in Abschnitt 5 vorgestellten Berechnungsmodells. Die Durch-
führung einer thermohydraulischen Modellierung ist notwendig, da gemäß Gleichung (3.1.1)
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nur der Gesamtdruckverlust zwischen dem Ein- und Austrittsdrucksensor gemessen werden
kann. Für den Reibungsbeiwert ergibt sich daraus:
fR =
2 · di · ρf
φ2f 0 · G2 · l
· [pEin − pAus − ∆pH − ∆pB − ∆pE] . (6.7.1)
Dabei sind die Druckverluste durch Höhenänderung, Beschleunigung der Strömung und
Einbauten mit dem Modell zu berechnen. Der Druckverlust durch die räumliche Umlenkung
nach der ersten Testsektion wird mit einem empirischen Verlustkoeffizienten berechnet:
K = 2,27 · 10−10 · Re2f 0 − 1,02 · 10−4 · Ref 0 + 13,26. (6.7.2)
Ein wichtiger Eingabewert der Berechnung ist der Dampfgehalt am Eintritt der Messstrecke.
Dieser Wert wird aus der spezifischen Kennlinie des Austrittsdampfgehalts der Transferlei-
tung (vgl. Abbildung 6.3, S. 63) entnommen. Der ebenfalls benötigte Wärmeeintrag in die
Messstrecke folgt aus dem Aufwärmverhalten des Kryostaten. Er beträgt 1,8 bis 5,0 W für
Versuche mit Flüssighelium bzw. 3 bis 9 W für Heliumkaltgas. Abbildung 6.19 zeigt die




































Abbildung 6.19: Vergleich von gemessenem und berechnetem Gesamtdruckverlust für ein
Glattrohr mit di = 5,6 mm.
Die Messungen mit Glattrohr werden zur Validierung des entwickelten Berechnungsmodells
herangezogen, da dessen Reibungsbeiwert hinreichend genau berechnet werden kann. Mit
dem Berechnungsmodell können 90 % der Messwerte mit einer maximalen Abweichung von
± 12 % abgebildet werden.
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Basierend auf dem validierten Berechnungsmodell wird der Reibungsdruckverlust der Well-
rohre zunächst nach dem Ansatz von Whitehurst et al. berechnet. Nachfolgend werden nur
die Ergebnisse für Flüssighelium gezeigt, da der niedrige Reynolds-Zahlenbereich der Kalt-
gasmessungen für flexible Flüssigheliumtransferleitungen keine Relevanz besitzt. Aus den
Abbildungen 6.20a und 6.20c geht hervor, dass die Gleichung nach Whitehurst et al. für








































































































































(d) Modifizierte Gleichung DN8.
Abbildung 6.20: Vergleich von gemessenem und berechnetem Gesamtdruckverlust für ein
sinusförmiges Wellrohr.
Der stets zu niedrig berechnete Gesamtdruckverlust ist Folge eines zu niedrigen Reibungs-
beiwerts nach der Gleichung von Whitehurst et al. für Reynolds-Zahlen von 100.000 bis
250.000 (vgl. Abbildung 6.21). Für alle untersuchten Wellrohrkonfigurationen gilt jedoch,
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dass der spezifische Reibungsbeiwert für Reynolds-Zahlen größer 400.000 mit der Gleichung
nach Whitehurst et al. hinreichend genau berechnet werden kann (vgl. Abschnitt 5.3.3).
Gemäß den Veröffentlichungen von Kauder [1974] sowie Weisend II und van Sciver [1990]
weicht der Verlauf des Reibungsbeiwerts von Wellrohren von dem eines Glattrohrs ab. Für
Glattrohre beliebiger Rauigkeit sinkt der Reibungsbeiwert üblicherweise mit der Reynolds-
Zahl. Untersuchungen mit Wellrohren zeigen jedoch ein erneutes Ansteigen des Reibungs-
beiwerts. Ursache hierfür ist vermutlich durch die zunehmende Verwirbelung der Strömung
in den Ausbuchtungen des Wellrohrs, bei großen Reynolds-Zahlen.
Abbildung 6.21 enthält die nach Gleichung (6.7.1) ermittelten Reibungsbeiwerte des si-
nusförmigen Wellrohrs sowie für Wellrohre der Nennweite DN8. Die Reibungsbeiwerte der
































Whitehurst et al. 6,2 mm































Sinusform gestreckt 8,5 mm
Omegaform 8,2 mm
Whitehurst et al. 8,3 mm
(b) Reibungsbeiwerte für Wellrohre der Nennwei-
te DN8.
Abbildung 6.21: Einfluss von Innendurchmesser und Wellenform auf den resultierenden Rei-
bungsbeiwert eines parallel gewellten Rohrs.
Von allen untersuchten Geometrien besitzt das omegaförmige Wellrohr stets den größten
Reibungsbeiwert für alle Nenndurchmesser. Die niedrigsten Reibungsbeiwerte im untersuch-
ten Reynolds-Zahlenbereich weist für die relevanten Nenndurchmesser DN6 und DN8 die
Wellengeometrie der gestreckten Sinusform auf.
Auf Grundlage der Messergebnisse wird für den Bereich der Reynolds-Zahlen von 100.000








a2 · Reb2f 0
)4)0,25
. (6.7.3)
Die Faktoren a1 und b1 werden gemäß den Gleichungen (3.1.7) bzw. (3.1.8) ermittelt. Die
Faktoren a2 und b2 in Gleichung (6.7.3) werden hingegen aus den Messergebnissen abge-
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leitet. Eine entsprechende Übersicht ist in Tabelle 6.5 enthalten. Die empirischen Faktoren
basieren auf den separaten Messungen zum Reibungsdruckverlust in parallel gewellten Roh-
ren sowie auf den Erkenntnissen der thermohydraulischen Modellierung und den Messungen
mit den Versuchstransferleitungen.
Tabelle 6.5: Übersicht der Faktoren a2 und b2 zur Berechnung des Reibungsbeiwerts.
DN6 DN8 DN10
Wellrohr mit sinusförmiger Wellung
Faktor a2 1548,966 56727,690 18277,140
Faktor b2 - 0,7524 - 1,0352 - 0,9572
Wellrohr mit gestreckter sinusförmiger Wellung
Faktor a2 671,165 1527,277 13836,218
Faktor b2 - 0,7093 - 0,7611 - 0,9121
Wellrohr mit omegaförmiger Wellung
Faktor a2 987,283 3234,557 19526,080
Faktor b2 - 0,6883 - 0,7998 - 0,9216
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7 Design- und Anwendungsempfehlungen
Der Einsatz der thermohydraulisch optimierten, flexiblen Transferleitung (gemäß Konfigura-
tion HeTra 3) an einer Flüssigheliumabfüllanlage etabliert einen verlustarmen Flüssighelium-
transfer. Aus den durchgeführten Untersuchungen werden nachfolgend Designkriterien ab-
geleitet, mit denen verminderte Wärmeeinträge und Reibungsdruckverluste realisierbar sind.
Neben der Transferleitung (Geometrie, Isolationsaufbau etc.) werden die resultierenden Ab-
füllparameter zusätzlich durch die angeschlossene Heliumrückleitung und die Handhabung
der Transferleitung beeinflusst. Die aus den Ergebnissen der durchgeführten Untersuchun-
gen abgeleiteten Empfehlungen für ein thermohydraulisch optimiertes Transferleitungsde-
sign sind in Tabelle 7.1 zusammengefasst.
Tabelle 7.1: Designempfehlungen für eine flexible Flüssigheliumtransferleitung.
Glattrohrgeometrie
Empfehlung Glattrohr der Nennweite DN7 mit geringer Wandstärke
Effekt verminderter Reibungsdruckverlust; verminderte Längswär-
meleitung bei Stillstand der Transferleitung
Wellrohrgeometrie
Empfehlung Wellrohr der Ausführung gestreckte Sinusform mit Nenn-
weite DN8 ohne Liner
Effekt verminderter Reibungsdruckverlust
Isolationsaufbau innerhalb von Flüssigheliumbehältern bzw. für di,a/da,i ≈ 1
Empfehlung hochreflektierendes Aluminiumklebeband in überlappender
Ausführung; Isolationsvakuum
Effekt verminderter Wärmeeintrag durch axiale und radiale Wär-
meleitung gegenüber einer kompakten MLI-Wicklung
Isolationsaufbau außerhalb von Flüssigheliumbehältern bzw. für di,a/da,i > 2
Empfehlung maximal 20 Lagen einseitig mit Aluminium bedampfte
Mylarfolie geknittert und gelocht, lockere Wicklung; Glas-
seidengewebeschlauch als Schutzlage; Vakuumisolation
Effekt minimierter Wärmeeintrag durch Wärmestrahlung und ra-
diale Wärmeleitung
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Tabelle 7.1: fortgesetzt.
horizontale Länge
Empfehlung gemäß den örtlichen Gegebenheiten so kurz wie möglich
Effekt verminderter Wärmeeintrag und Reibungsdruckverlust; ge-
ringeres Gewicht; einfachere Handhabung
Strukturwerkstoff
Empfehlung Edelstahl Typ 1.4301 (SS304) oder Typ 1.4845 (SS310)
bei niedrigen Wandstärken
Effekt minimale Wärmeleitung und -kapazität bei kryogenen Be-




Design: minimale Breite und Kontaktfläche zwischen
Spacer und äußerem Hüllrohr, maximale wärmeleitende
Länge zwischen Hüllrohr und Prozessleitung, minimale An-
presskraft des Spacers
Lage: Spacer im Bereich TW,a,a ≈ 300 K vermeiden; in
Richtung des Flüssigheliumreservoirs verlagern
Anzahl: minimal, aber thermischer Kontakt zwischen Pro-
zessleitung und Hüllrohr muss sicher verhindert werden
Effekt minimale Wärmeleitung entlang der Spacer
Eintritt
Empfehlung Applikation eines Bodenventils; Vakuumisolation über der
gesamten Länge des Steigrohrs ausführen
Effekt Dämpfung thermoakustischer Oszillationen ohne manuellen
Eingriff des Bedienpersonals
Die resultierende Transferrate wird auch durch den Reibungsdruckverlust der Heliumrücklei-
tung, welche das anfallende Heliumkaltgas zurückführt, beeinflusst. Aus Gleichung (5.1.10)
folgt, dass bei der untersuchten Anlagenkonfiguration der Druckunterschied zwischen Spei-
cher und Transportkanne die Triebkraft des Flüssigheliumtransfers ist. Der Transportkan-
nendruck wird dabei durch den Staudruck der Heliumrückleitung definiert, welcher aus
dem vom Kaltgasvolumenstrom abhängigen Reibungsdruckverlust der Heliumrückleitung
resultiert. Vor dem Einsatz der optimierten Transferleitung ist daher zu prüfen, ob die be-
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stehende Heliumrückleitung den Kaltgasvolumenstrom aufnehmen kann. Andernfalls ist der
Reibungsdruckverlust der Rückleitung zu reduzieren.
Zum zuverlässigen Betrieb der Abfülleinrichtung wird empfohlen, den Transfervorgang weit-
gehend zu automatisieren. Als Abschaltkriterien eignen sich das Transportkannengewicht,
der Druck in der Heliumrückleitung oder die Temperatur des rückgeführten Heliumkaltga-
ses. Darüber hinaus ist die Erfassung des rückgeleiteten Heliumkaltgasvolumenstroms und
damit der Verlustraten empfehlenswert.
Tabelle 7.2: Empfehlungen zur Gestaltung der Heliumrückleitung und der Wahl des Ab-
schaltkriteriums.
Heliumrückleitung
Empfehlung Auslegung unter dem Gesichtspunkt eines minimalen Rei-
bungsdruckverlusts
Effekt Senkung des Kannendrucks während der Abfüllung; Stei-
gerung der Transferrate bei sonst unveränderten Bedin-
gungen; Verbesserung der Kannenentspannung nach dem
Transfervorgang hinsichtlich Zeitbedarf und anfallendem
Kaltgasvolumen
Abschaltkriterium für den Transfervorgang
Empfehlung Abschaltkriterium zur automatischen Abschaltung des
Transfervorgangs muss messtechnisch erfassbar und in ein
Steuersignal umwandelbar sein (z. B. Transportkannen-
druck, Staudruck der Heliumrückleitung, Temperatur des
rückgeleiteten Heliumkaltgases)
Effekt Vermeidung des „Überfüllens“ der Transportkanne, halb-
automatischer Betrieb verringert Personalaufwand
Messeinrichtung
Empfehlung Messeinrichtung zur Erfassung des rückgeleiteten Kaltgas-
volumenstroms und/oder des Kannen- bzw. Staudrucks
der Heliumrückleitung vorsehen
Effekt Protokollierung des Verlustvolumenstroms und damit früh-
zeitige Diagnose eventuell auftretender Einschränkungen
der Leistungsfähigkeit der Flüssigheliumtransferleitung
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Die Erfahrung aus mehr als 280 durchgeführten Abfüllvorgängen zeigt, dass die Handhabung
der Flüssigheliumtransferleitung einen bedeutenden Einfluss auf die langfristige Wahrung
niedriger Verlustraten sowie auf die Lebensdauer besitzt. Tabelle 7.3 enthält entsprechende
Empfehlungen zum Umgang mit einer flexiblen Flüssigheliumtransferleitung.
Tabelle 7.3: Empfehlungen zur Handhabung einer flexiblen Flüssigheliumtransferleitung.
Einkühlen der Transferleitung
Empfehlung Drosselung des Massenstroms beim Einkühlen nur erfor-
derlich, falls die Heliumrückgewinnung die anfallende Kalt-
gasmenge nicht aufnehmen kann bzw. die Kaltgasenthalpie
vollständig zum Einkühlen genutzt werden soll
Effekt vereinfacht und verkürzt den Abfüllvorgang
Kannenwechsel
Empfehlung Abfüllen mehrerer Transportkannen in direkter Abfolge
Effekt Verminderung des anfallenden Kaltgasvolumens beim
Einkühlen1; verkürzte Abfüllzeit
Einführen des Tauchrohrs
Empfehlung lotrechtes Eintauchen der Transferleitung; nach Kannen-
wechsel ist das Tauchrohr auf Umgebungstemperatur auf-
zuwärmen und verbliebenes Kondenswasser mit einem tro-
ckenen Tuch zu entfernen
Effekt Verlängerung der Lebensdauer; Vermeidung des „Festfrie-
rens“ am O-Ring der Quetschverschraubung; geringerer
Eintrag von Partikeln in die Transportkanne
Allgemeine Hinweise
Empfehlung behutsame Handhabung, insbesondere Vermeidung äuße-
rer Beschädigungen durch vorzeitiges Schließen des Kugel-
hahns am oberen Ende des Halsrohrs der Transportkanne
oder enge Biegeradien; lotrechtes Einführen des Füllrohrs;
Abstützung der Transferleitung (Seilzug o. ä.)
Effekt Verlängerung der Lebensdauer; langzeitstabile Abfüllpara-
meter
1 Bis 30 min nach Ende des Transfers steigt die Temperatur der Prozessleitung um bis zu 5 K/min.




Der Transfer von Flüssighelium durch einflutige flexible Transferleitungen ist bisher kaum
Gegenstand wissenschaftlicher Veröffentlichungen. Dennoch besitzt dieser eine hohe Rele-
vanz, da der Flüssigheliumtransfer zwischen dem stationären Speicher der Abfüllanlage und
der Transportkanne aufgrund der räumlichen Trennung von Verflüssigung und Verwendung
unvermeidbar ist. Flüssigheliumtransferleitungen stellen somit eine zentrale Komponente
der Flüssigheliuminfrastruktur an Universitäten und Forschungseinrichtungen dar. Da selbst
Hersteller von Flüssigheliumtransferleitungen nur begrenzt Auskunft über auftretende Ver-
dampfungsverluste geben können, sind im Rahmen der durchgeführten Arbeiten umfang-
reiche Messungen und theoretische Analysen des Flüssigheliumtransfers durch einflutige
flexible Transferleitungen erfolgt. Ziel dieser Untersuchungen ist die Identifikation der Ver-
lustgrößen und möglicher Optimierungspotentiale. Neben dem eigentlichen Transfervorgang
werden dabei auch neue Erkenntnisse zum Auftreten thermoakustischer Oszillationen sowie
zum Reibungsdruckverlust in parallel gewellten Rohren erzielt.
Ausgehend von einer repräsentativen Referenzkonfiguration werden zunächst die Optimie-
rungspotentiale des Transferleitungsdesigns zur Etablierung eines verlustarmen Flüssigheli-
umtransfers mit einflutigen flexiblen Transferleitungen analysiert. Hierzu wird ein neu kon-
zipierter Teststand verwendet, welcher die Verlustgrößen Wärmeeintrag und Druckverlust
messtechnisch erfasst. Die Wirkung dieser beiden Verlustgrößen verursacht die teilweise
Verdampfung des transferierten Flüssigheliums. Auf diese Weise generiertes Heliumkaltgas
muss notwendigerweise in einer Rückgewinnung aufgefangen und erneut unter Einsatz von
bis zu 4,5 kWhel/lLHe verflüssigt werden.
Die Leistungsfähigkeit kryogener Transfersysteme wird zumeist nur durch deren spezifischen
Wärmeeintrag charakterisiert. Der Wärmeeintrag ist ein entscheidender Faktor, da aufgrund
der sehr niedrigen Verdampfungsenthalpie von Flüssighelium bereits minimale Wärmeein-
träge hohe Verdampfungsverluste generieren. Zur Ermittlung des Wärmeeintrags der unter-
suchten flexiblen Transferleitungen wird die Methode des zero delivery case angewendet.
Die umgesetzten Änderungen des Isolationsaufbaus führen zu einer Verminderung des sta-
tischen Gesamtwärmeeintrags von 7,1 auf 3,8 W. Für ein Flüssigheliumsystem untypisch
stellt der Wärmeeintrag jedoch nicht den größten Verlustfaktor dar. Vielmehr werden bis zu
80 % der Verdampfungsverluste während der Abfüllung von Flüssighelium durch auftretende
Druckverluste generiert. Messungen mit instrumentierten Versuchstransferleitungen zeigen,
dass die Reibungsdruckverluste in den starren Abschnitte sowie im Wellrohr des flexiblen
Abschnitts wesentlich den Gesamtdruckverlust beeinflussen. Änderungen des Isolationsauf-
baus ermöglichen die durchgängige Erweiterung der Nenndurchmesser der Prozessleitung,
sodass der Reibungsdruckverlust von 23 auf 10 kPa sinkt.
8 ZUSAMMENFASSUNG 92
Als Resultat der durchgeführten Untersuchungen wird dem Anwender eine optimierte Trans-
ferleitung zur Verfügung gestellt, welche sich durch einen reduzierten Wärmeeintrag sowie
verminderte Druckverluste auszeichnet. Die optimierte Flüssigheliumtransferleitung eröff-
net dem Anwender zwei mögliche Handlungsalternativen. Wird ein Flüssigheliumtransfer
mit minimalen Verlusten angestrebt, so ist der Druck im stationären Speicher zu reduzie-
ren. Bei der untersuchten Anlage könnte der Speicherdruck bei Einsatz der optimierten
Transferleitung von 0,1380 auf 0,1180 MPa gesenkt werden, sofern die Transferrate des
Referenzzustands erzielt werden soll. Gegenüber dem Referenzzustand verringert sich der
Austrittsdampfgehalt dadurch von xAus = 0,12 auf 0,05. Der während des Flüssighelium-
transfers generierte Gasvolumenstrom sinkt dementsprechend von V̇g,Aus = 0,30 m3Norm/min
auf 0,14 m3Norm/min, wodurch sich der Aufwand der Rückverflüssigung reduziert.
Vielerorts ist jedoch vor allem die gesteigerte Transferrate, die pro Zeiteinheit in der Trans-
portkanne deponierte Flüssigheliummenge, ausschlaggebend für den Einsatz der optimierten
Transferleitung, steigert diese doch die Anzahl der pro Arbeitstag abgefüllten Transport-
kannen und damit die Abfüllkapazität. Wird der Speicherdruck konstant gehalten, sinkt
die mittlere Abfüllzeit für eine 100 l Transportkanne beim Einsatz der optimierten Trans-
ferleitung auf 19 min (bezogen auf einen Restinhalt von 4 lLHe vor der Abfüllung). Der
Transfervorgang verkürzt sich demnach um durchschnittlich 12 min gegenüber dem Re-
ferenzzustand, da die Transferrate von 3,3 lLHe/min (6,8 g/s) auf 4,8 lLHe/min (9,9 g/s)
steigt. Gleichzeitig sinkt der generierte Dampfgehalt von xAus = 0,12 auf 0,08. Es müssen
somit durchschnittlich 3,2 m3Norm Heliumgas weniger rückverflüssigt werden bzw. 5 lLHe pro
gefüllter 100 l Transportkanne weniger aus dem stationären Speicher entnommen werden.
Das parallel entwickelte thermohydraulische Berechnungsmodell dient der theoretischen
Analyse von Optimierungspotentialen sowie der Vorausbestimmung der erzielbaren Trans-
ferrate an einer Flüssigheliumabfüllanlage. Dieses Modell berechnet den für den Einsatz der
Transferleitung relevanten Parameter der Transferrate mit einer maximalen Abweichung von
+20 %. Aus den Berechnungsergebnisse folgt, dass im Referenzzustand etwa die Hälfte des
gesamten Reibungsdruckverlusts der Transferleitung im Wellrohr des flexiblen Abschnitts
generiert wird. Da bisher keine explizit gültige Berechnungsvorschrift für den Reibungsbei-
wert eines Wellrohrs mit den gegebenen Parametern veröffentlicht ist, wird ein separater
Testkryostat konzipiert und in Betrieb genommen. Mit Hilfe des Testkryostaten wird eine
Wellrohrgeometrie mit niedrigen Reibungsdruckverlusten identifiziert sowie ein empirischer
Ansatz, basierend auf der Gleichung der Autoren Whitehurst et al., zur Berechnung des
Reibungsbeiwerts von Wellrohren kleiner Durchmesser vorgeschlagen. Weiterhin ist auch
das Stillstandsverhalten der Flüssigheliumtransferleitungen Gegenstand von Untersuchun-
gen. Umfangreiche Messungen zeigen, dass die untersuchten Transferleitungen im Stillstand
stets zu thermoakustischen Oszillationen neigen. Die resultierenden Druckamplituden errei-
8 ZUSAMMENFASSUNG 93
chen dabei Werte von bis zu 5,6 kPa. Infolge der thermoakustischen Oszillation steigt der
Wärmeeintrag in den stationären Flüssigheliumspeicher von 12 auf 22,5 W, wodurch pro
Tag zusätzlich 37 lLHe aus dem stationären Speicher verdampfen. Das dabei anfallende He-
liumkaltgas muss zwingend aus dem Speicher abgeführt werden, da andernfalls kritische
Drucklagen im Speicher auftreten können. Thermoakustische Oszillationen verschlechtern
somit die Lagergüte und die Betriebssicherheit stationärer Flüssigheliumspeicher. Der in
dieser Arbeit verfolgte Ansatz der Applikation eines Fuß- bzw. Bodenventils am Trans-
ferleitungseintritt stellt eine zuverlässige Möglichkeit dar, thermoakustische Oszillationen
wirkungsvoll zu dämpfen. Parallel zur messtechnischen Untersuchung wird gezeigt, wie ver-
öffentlichte Ansätze zur theoretischen Abschätzung der Schwingungsneigung von geraden
Rohrleitungen auf flexible Transferleitungen übertragen werden können.
Die erzielten Erkenntnisse sind auch auf Transfervorgänge abseits von Heliumlaborverflüssi-
gern und Flüssigheliumabfüllanlagen übertragbar. Dies gilt insbesondere für die Systematik
des thermohydraulischen Berechnungsmodells sowie die verwendeten Gleichungen. Beispiele
für weitere Anwendungsgebiete sind die Befüllung von Transportkannen aus vakuumisolier-
ten Überseecontainern für Flüssighelium sowie die Befüllung von Magnetresonanztomo-
graphen (MRT) für medizinische Untersuchungen. Beide anwendungsrelevanten Felder des
Flüssigheliumtransfers bieten enormes Potential bezüglich der Reduktion vermeidbarer Ver-
dampfungsverluste von Flüssighelium. Des Weiteren sind die Ergebnisse der durchgeführten
Untersuchungen auch auf den Flüssigheliumtransfer von der Transportkanne zum Mess-
bzw. Kryostataufbau übertragbar. Verminderungen der Verdampfungsverluste führen hier
zu niedrigeren Flüssigheliumverbräuchen, wodurch u. a. längere Messzyklen realisierbar sind.
Neben den umgesetzten Maßnahmen bestehen weitere Optimierungspotentiale, deren Um-
setzung nicht mehr Gegenstand der vorliegenden Dissertation ist. Besonderes Augenmerk
liegt hierbei auf der strömungstechnischen Verbesserung des Designs des applizierten Fuß-
bzw. Bodenventils. Ziel muss dabei ein möglichst niedriger Druckverlust bei gleichblei-
bendem Dämpfungsgrad der thermoakustischen Oszillation sein. Bezüglich des Transferlei-
tungsdesigns ist festzuhalten, dass eine weitere Verminderung des Druckverlusts durch die
Verwendung einer alternativen Wellrohrgeometrie möglich scheint. Auch die Verbesserung
des Innenaufbaus des Absperrventils kann diesbezüglich zielführend sein.
Des Weiteren ist zukünftig die fertigungsbedingte Streuung des statischen Wärmeeintrags
und des Druckverlusts sowie der daraus resultierenden Transferrate im Zuge der Marktein-
führung des optimierten Transferleitungsdesigns zu ermitteln. Hierzu sind unter Umständen
auch Untersuchungen an anderen Flüssigheliumabfüllanlagen nötig, wobei hierfür das an-
gewandte Messprinzip an die spezifischen Bedingungen vor Ort angepasst werden muss.
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Abbildung A.2: Messwerte des Volumenstroms und der Kannenmassenänderung für HeTra 1
bei ausgeschaltetem Verflüssiger.
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Abbildung B.4: Messwerte des Volumenstroms und der Kannenmassenänderung für HeTra 2
bei ausgeschaltetem Verflüssiger.
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Abbildung C.4: Messwerte des Volumenstroms und der Kannenmassenänderung für HeTra 3
bei ausgeschaltetem Verflüssiger.
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Abbildung D.1: Messwerte des Kannendrucks als Funktion des rückgeführten Gasmassen-
stroms.
ANHANG 106


































Whitehurst et al. 6,3 mm


































Whitehurst et al. 6,1 mm
(b) Wellrohre mit Omegaform.



































































Sinusform gestreckt 10,3 mm
Omegaform 10,1 mm
(b) Nennweite DN10.
Abbildung E.2: Reibungsbeiwerte für Wellrohre mit den Nennweiten DN6 und DN10.
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F Berechnung des Wärmeeintrags durch thermoakustische Oszil-
lationen
Der Wärmeeintrag in den stationären Flüssigheliumspeicher durch Wärmeleitung und Strah-
lung sowie infolge auftretender thermoakustischer Oszillationen erhöht die innere Energie
des Systems. Der resultierende Gesamtwärmeeintrag wird unter Berücksichtigung des zeit-
lichen Verlaufs des Speicherdrucks und des über das Ablassventil aus dem stationären Flüs-
sigheliumspeicher abgeführten Volumenstroms berechnet. Es gelten die Annahmen:
• Die Zustandsänderung wird als quasi-isochor betrachtet.
• Die Temperaturverteilung im stationären Speicher, insbesondere in der Gasphase ist
nicht bekannt. Vereinfachend wird angenommen, dass die Temperaturen der flüssigen
und der gasförmigen Phase der Siedetemperatur beim Speicherdruck entsprechen.
Alle Stoffwerte, sofern nicht anders gekennzeichnet, werden somit für den gesättigten
Zustand ermittelt.
• Die Enthalpie des aus dem stationären Speicher abgeführten Heliumkaltgases wird
vollständig zur Kühlung des Halsrohrs des Flüssigheliumspeichers aufgewendet. Am
Austritt besitzt das abgeführte Heliumkaltgas stets die Temperatur T = TU = 300 K.
Aus dem ersten Hauptsatz der Thermodynamik folgt:
∆U
∆t
= Q̇− ṁV enti l · hg,m, (F.1)






Die Messwerterfassung erfolgt mit einer Zeitschrittweite von ∆t = 600 s bei einer Mess-
dauer von mindestens 12 h. Die Gesamtmasse im stationären Flüssigheliumspeicher nach
der Zustandsänderung reduziert sich um die über das Ablassventil abgeführte Heliumkalt-
gasmasse:
mges,t+∆t = mges,t − ṁV enti l · ∆t = mges,t − V̇V enti l · ρg,T = 300K · ∆t. (F.4)
Die Gesamtmasse zum Zeitpunkt t = 0 folgt aus dem Flüssigheliumfüllstand im stationären
Speicher:
mges,t=0 = Vf ,t =0 (hF,t = 0) · ρf ,t = 0 + (VDewar − Vf ,t =0) · ρg,t = 0. (F.5)
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Aus der Annahme einer isochoren Zustandsänderung folgt, dass Vges = VDewar = konstant
ist. Für die Gesamtmasse im stationären Speicher gilt stets:
mges = mf +mg, (F.6)
ρges · VDewar = ρf · Vf + ρg · Vg. (F.7)
Die Anwendung des Dampfvolumengehalts α = Vg/VDewar ergibt:












Für die spezifische innere Energie des Gesamtsystems folgt daraus:




Damit ergibt sich der Wärmeeintrag unter Berücksichtigung der Zeitschritte nach Glei-
chung (F.2) zu:
Q̇ = (uges,t+∆t ·mges,t+∆t − uges,t ·mges,t) ·
1
∆t
+ ṁ · hg,m. (F.11)
Zusätzlich ist die Kompensation des Wärmeeintrags entlang des Halsrohrs durch das aus-
strömende Heliumkaltgas zu berücksichtigen. Am Ablassventil besitzt das abgeführte Heli-
umgas stets Raumtemperatur. Der Gesamtwärmeeintrag in das System ist demzufolge:
Q̇ges = (uges,t+∆t ·mges,t+∆t − uges,t ·mges,t) ·
1
∆t
+ ṁ · hg,m
+ ṁ · (hg,T = 300K − hg,m) . (F.12)
